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Etude et mise en œuvre de machines à aimantation induite 
 fonctionnant à haute vitesse 
 
Résumé 
 
Actuellement, les actionneurs électromécaniques sont caractérisés par un coût attractif et une 
faible maintenance. Dans ce contexte, face à des concepts de machines et des processus de 
fabrication conventionnels maintenant optimisés, l’avènement de nouveaux matériaux 
magnétiques composites englobant les poudres magnétiques douces peut constituer un bras de 
levier majeur en matière d’innovation technologique. Leurs processus de fabrication ainsi que 
leurs caractéristiques magnétiques et mécaniques permettent en effet l’émergence 
d’actionneurs attractifs autant en terme de coût qu’en terme de performances. Le propos de 
l’étude consiste dans ce contexte à évaluer le potentiel des ces nouveaux matériaux 
magnétiques au sein d’une structure de machine tournante conventionnelle. Dans cette 
optique, conscient des enjeux que sont susceptibles de représenter ces matériaux notamment 
dans la recherche de la minimisation des pertes fer au sein d’un actionneur, la machine de 
référence choisie est la machine à réluctance variable destinée à une application haute vitesse. 
         Le mémoire de thèse s’articule autour de quatre chapitres. Le premier chapitre dresse un 
bilan des différents types d’interactions magnétiques exploitables au sein des actionneurs 
électromagnétiques dont on énonce les principales structures associées. Un état de l’art des 
matériaux ferromagnétiques est ensuite développé afin d’évaluer de prime abord les atouts des 
matériaux composites face aux matériaux classiques laminés. L’exploitation de ces matériaux 
sera justifiée dans une application haute vitesse au sein d’une structure de machine  à 
aimantation induite que l’on présente sous ses diverses formes. 
         Conformément à la structure de référence choisie, le deuxième chapitre est consacré à la 
modélisation de la  machine à aimantation induite par résolution analytique des équations du 
champ en deux dimensions. Cette modélisation doit permettre de disposer d’équations 
analytiques de dimensionnement directement exploitables au sein d’un processus 
d’optimisation globale développé au laboratoire. 
         Le troisième chapitre présente les quatre prototypes de machines à réluctance variable 
qui mixent l’exploitation des matériaux laminés et des poudres magnétiques composites. Ces 
prototypes sont ensuite caractérisés en mode statique puis en mode dynamique sur des bancs 
d’essais spécifiques. Il est alors possible de dresser un premier bilan comparatif des 
performances développées par les matériaux utilisés au sein de structures opérationnelles. 
         Afin de préciser le comportement des poudres magnétiques sous conditions sévères, le 
quatrième chapitre traite des points fragilisants de la machine à réluctance variable 
fonctionnant à haute vitesse, points constitués des pertes fer, de son échauffement et de sa 
tenue mécanique.    
        Nous concluons cette thèse en insistant d’une part  sur les efforts menés en terme de 
modélisation analytique des machines à aimantation induite en vue de leur dimensionnement. 
D’autre part, exploités au sein de cette même structure, les matériaux magnétiques composites 
font l’objet d’une étude approfondie afin d’évaluer quantitativement leur apport par rapport à 
des matériaux laminés.                                    
                                                                                                                    Mots clefs 
• Machine à aimantation induite 
• Matériaux magnétiques composites 
• Calcul analytique de champ 
• Haute vitesse 
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Study and implementation high speed operating of induced 
magnetization machines 
 
 
Abstract 
 
Actually, electromechanical machines are characterized by their low cost and reduced 
maintenance. Therefore, new types of magnetic materials such as soft magnetic composites 
(SMC), have to be considered not only for multiple applications (small motors for 
automotive) for cost reduction, but also when considering other special requirements such as 
high speed drive (aircraft and space applications). 
 
Our report of thesis is articulated around four chapters: 
      The first chapter show the various types of magnetic interactions used in the 
electromagnetic actuators. 
      The second chapter is devoted to the modelling of the induced magnetic machines by 
analytical resolution of equations of the field in two dimensions. 
      The third chapter presents the four configurations prototypes of switched reluctance 
machine which mix the exploitation of laminated materials and the soft magnetic powders.    
      The fourth chapter discusses the critical conditions of this machines operating at high 
speed.  
We conclude, insisting on the efforts carried out in term of analytical modelling of the 
induced magnetization machines for their dimensions and exploited in this same structure, the 
soft magnetic composite materials. The results show the potential of soft magnetic powders 
when considering in particular the high frequency losses and their ability to favour the heat 
dissipation in this structure.      
 
 
Keywords  
 
 
• Induced magnetization machines 
• Analytical calculation of magnetic field  
• Soft magnetic composites 
• High speed operating  
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                                                 Introduction générale 
 
 
 
Les principes physiques de conversion électromécanique de l’énergie dans le champ 
électromagnétique, et les concepts de machines opérationnelles qui en découlent, sont établis 
depuis plus d’un siècle. Pourtant, depuis l’avènement du collecteur électromécanique bientôt 
supplanté par le commutateur électronique, le domaine des machines et actionneurs 
électromécaniques a connu au cours des dernières décennies un progrès technologique 
régulier, ouvrant la voie à l’ère du « tout électrique ». Sous la poussée de domaines 
d’applications tels que l’aéronautique, l’espace ou le secteur de l’armement, cette course 
technologique semble vivre aujourd’hui une accélération significative visant d’une part, à la 
recherche de nouvelles fonctionnalités (actionneurs électromécaniques, électromécanismes à 
haute intégration fonctionnelle…) et d’autre part à l’augmentation des performances 
(rendement de conversion, effort,  puissance massiques…). 
 
Face à ce dernier aspect, compte tenu des limitations intrinsèques à l’interaction 
électromagnétique en terme de pression d’entrefer équivalente (nécessairement inférieure à 
1MPa pour un dispositif non supraconducteur), l’augmentation de la fréquence de 
fonctionnement constitue une voie privilégiée pour accroître de manière significative la 
puissance convertie dans un volume donné. Cette augmentation est tributaire des techniques 
d’alimentation électronique d’une part, ainsi que des progrès accomplis dans le domaine des 
matériaux constitutifs du convertisseur électromécanique d’autre part. Si les matériaux 
ferromagnétiques utilisés en électrotechnique sont classiquement mis en oeuvre sous forme de 
pièces feuilletées obtenues par empilement de tôles isolées à base d’alliages ferreux, une 
alternative a vu le jour avec la mise au point des matériaux composites doux obtenus par 
pressage et moulage de poudres de fer à grains isolés.  
 
L’objet de la présente thèse vise précisément à évaluer l’enjeu de cette nouvelle filière 
technologique dans le contexte de machines tournantes à haute vitesse, de faible et moyenne 
puissances (de 1 à 100kW). En vue de procéder à une étude comparative privilégiant l’aspect 
« fonctionnel », en complément d’approches considérant plus spécifiquement le matériau et 
ses propriétés intrinsèques, le travail présenté s’est focalisé sur l’étude d’une structure de 
machine particulière déclinée selon plusieurs variantes utilisant divers types de matériaux. 
Compte tenu des conditions relativement sévères qu’elle induit au plan magnétique, le 
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concept de machine à réluctance variable à champ commuté (« switched reluctance drive » 
dans la terminologie anglo-saxonne) a été choisi comme structure de référence.  
 
Après un bref tour d’horizon des différents principes et procédés de conversion 
électromécanique de l’énergie par effets électromagnétiques, le premier chapitre présente un 
bilan actualisé des différentes filières technologiques disponibles dans le domaine des 
matériaux ferromagnétiques doux. La structure de machine plus particulièrement considérée, 
et l’approche retenue quant à la description de son fonctionnement sont ensuite décrites. 
 
Le second chapitre  propose une méthode de modélisation prédictive de la structure de 
référence choisie. A ce stade, l’analyse proposée privilégie la mise en place d’un « modèle 
physique » décrivant le fonctionnement de la structure tout en faisant explicitement apparaître 
ses caractéristiques physiques et géométriques. 
 
L’étude comparative des matériaux laminés et composites précédemment introduits est 
menée au cours du troisième chapitre. Après avoir défini et dimensionné les concepts de 
machine servant de base à nos raisonnements, une analyse des performances 
électromécaniques des structures  à base de tôles et/ou de poudres est tout d’abord conduite. 
La comparaison des configurations étudiées en terme de rendement et de facteur de puissance 
fait l’objet d’une deuxième série d’expérimentations. 
 
Enfin, le quatrième chapitre traite de problématiques complémentaires, et non moins 
négligeables, liées d’une part, aux pertes et aux échauffements engendrés à haute vitesse, et 
d’autre part, au comportement mécanique des objets étudiés. Cette étude expérimentale 
s’intéresse en particulier aux aspects vibratoires, selon une approche essentiellement 
qualitative.  
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concepts de base aux matériaux constitutifs 
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Les machines à aimantation induite : des concepts de base aux 
matériaux constitutifs 
 
 
      Parmi les principaux concepts de conversion électromécaniques de l’énergie, l’interaction 
électromagnétique a sans nul doute joué un rôle majeur depuis l’ère industrielle. Depuis près 
de cent cinquante ans, concepteurs et industriels n’ont cessé de définir, diversifier et 
développer des structures de machines magnétiques tournantes ou linéaires dont l’exploitation 
reste incontournable au quotidien (production, transport) comme dans les domaines d’avant-
garde (médical, militaire, spatial). Cependant, face aux divers procédés d’interaction 
magnétique exploitables et eu égard aux contraintes sévères auxquelles sont de plus en plus 
confrontés les machines, il est clair que l’axe des progrès à venir se tourne vers l’utilisation de 
matériaux magnétiques composites permettant de repenser les structures conventionnelles 
dont les déclinaisons tendent à s’essouffler. Ces matériaux qui offrent l’avantage d’allier 
contraintes technologiques et contraintes économiques ouvrent non seulement un grand 
champ d’investigation en matière de définition de structure (structure 3D), mais sont 
potentiellement en mesure de pallier des problèmes plus au sein de structures classiques 
(réduction et dissipation des pertes). La machine à aimantation induite, par exemple, revêt 
dans ce contexte un regain d’intérêt lorsqu’il s’agit, à haute vitesse, de diminuer les pertes par 
le biais de poudres magnétiques. 
     Ce chapitre sera donc divisé en trois parties. Dans un premier temps, on rappellera les 
principaux concepts de conversion exploités dans les machines à effets électromagnétiques.  
Illustrations de structures génériques et présentation de performances électromécaniques 
étayeront naturellement le propos. Dans un second temps, un état de l’art des matériaux 
magnétiques sera dressé, en confrontant matériaux laminés et matériaux composites. Enfin, 
dans une troisième partie, l’adéquation entre principe d’interaction et exploitation de 
matériaux magnétiques s’effectuera au travers de la machine à aimantation induite sur 
laquelle nous poserons les bases de l’étude ultérieure. 
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I. Conversion d’énergie électromécanique  par interaction de champs 
magnétiques 
I.1. Les différents procédés d’interaction  
      Face à la multitude des structures de machines magnétiques tournantes ou linéaires, il 
paraît illusoire de vouloir en établir un éventail complet sur la base d’un classement des 
technologies opérationnelles. Une approche centrée sur la nature des interactions 
électromagnétiques mises en jeu permet d’accéder de façon plus synthétique aux principaux 
effets électromécaniques utilisés [1]. Les modes de couplage élémentaires entre des sources 
magnétiques à travers un entrefer peuvent être classés sans restreindre la généralité en 
considérant le cas d’une structure rotative bipolaire au sein de laquelle interagissent les 
sources de champ. Un cylindre externe fixe (stator), de perméabilité supposée très grande 
devant celle de l’air supporte une armature polyphasée où circulent des courants générant 
dans l’entrefer un champ tournant Hext. Le cylindre interne (rotor) mobile suivant son axe de 
symétrie axiale est assimilé à un dipôle magnétique de moment magnétique permanent mp. Le 
moment du couple γ  qu’exerce le champ Hext sur la partie mobile de moment permanent 
magnétique mp, vaut par conséquent : 
                      extp Hmµγ ∧= 0                                                     (1) 
     Considérant que, d’une part, ce moment magnétique mp peut être indifféremment généré 
par un corps aimanté ou un circuit de courant, le type de couplage mis en jeu peut être décrit 
en fonction de la nature des sources impliquées de type « aimantation » ou « courant ». Par 
ailleurs, considérant que ces sources dérivent soit d’un moment magnétique  « produit », soit 
d’un moment magnétique « induit », un deuxième niveau de classification peut être déduit du 
caractère du moment magnétique mis en jeu [1]. Un moment magnétique est considéré 
comme « produit » si celui-ci est directement imposé par le biais d’un aimant permanent ou 
d’un circuit conducteur au sein duquel circule un courant contrôlé. Inversement, il sera 
considéré comme « induit » s’il est directement généré à partir du champ statorique. Tel est le 
cas d’un noyau ferromagnétique plongé dans le champ magnétique stator qui se polarise sous 
son action ou d’un milieu conducteur se déplaçant dans le champ, ou soumis à un champ 
variable (induction électromagnétique). 
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      En conséquence, on classera les effets d’interaction magnétiques en quatre familles selon 
que l’on a affaire à un moment magnétique produit ou induit de type aimantation ou courant. 
Cette classification conduit au tableau ci-dessous dans lequel les effets d’interaction 
électromagnétique sont répertoriés avec le ou les concepts de machines associées [1]. 
 
Moment 
magnétique 
Moment magnétique de 
type « aimantation » 
Moment magnétique de 
type « courant » 
Produit  Machine à aimantation permanente : 
machine « synchrone à aimants 
permanents » 
machine « à courant continu à aimants 
permanents » 
Machine à double alimentation : 
machine « synchrone à inducteur 
bobiné » 
machine «  à courant continus à 
inducteur bobiné » 
Induit Machine à aimantation induite 
       - machine « à réluctance variable » 
-  machine à « hystérésis » 
Machine à courants induits : 
machine « asynchrone » ou « à 
induction » 
Tableau 1 Principaux concepts de machines à interaction de champs et de moments magnétiques 
 
     A ce stade, il est possible d’argumenter pour chacune de ces interactions, le concept de 
machine associée. Ainsi tout en s’affranchissant d’une énonciation lourde de détails sur les 
solutions technologiques réalisées à ce jour, l’argumentation proposée vise simplement à 
décliner sur la base de la présente classification, les principales structures, les performances 
en terme de couple massique et de rendement, les domaines d’application ainsi que les 
perspectives d’évolution et les voies d’amélioration des structures considérées. 
I.2. Interaction de sources produites de type courant 
      Ce type d’interaction magnétique est associé à la machine à double alimentation. 
Structurellement, cette machine est de façon globale constituée d’une culasse ferromagnétique 
externe et d’un noyau ferromagnétique interne à la périphérie duquel sont disposés des 
bobinages (monophasé ou polyphasés). Considérant les différents cas d’alimentation  pour ces 
deux armatures de courant on distingue classiquement 3 types principaux de machines, les 
machines à rotor bobiné (ωR=0), les machines à courant continu (ωS =0) et les machines à 
double alimentation pour lesquelles des sources variables sont conjointement exploitées au 
stator et au rotor (ωR≠ 0, ωS ≠ 0). 
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I.2.1. Machine synchrone à inducteur bobiné  
      Dans ce cas, le rotor supporte un bobinage monophasé alimenté par un courant continu 
tandis que le stator est équipé d’un bobinage polyphasé à courant alternatifs. L’obtention 
d’une valeur de couple moyen non nulle passe alors par la vérification de la condition de 
synchronisme qui impose une égalité stricte entre vitesse du champ tournant stator et vitesse 
du champ tournant rotor. La densité de courant superficielle associée au stator pouvant être 
assimilée en première approximation à une distribution sinusoïdale, la machine génère un 
système de tension elle mêmes sinusoïdales. Concernant le rotor, deux configurations sont 
envisageables : 
 
- Un rotor à pôles saillants (cf. figure 1.a) pour lequel les bobines inductrices sont montées 
autour de noyaux polaires massifs ou feuilletés. Ils sont fixés par queues d’aronde ou par clefs 
sur la jante qui assure le retour du flux [2], [3]. 
 
  
                                        (a)                                                                      (b) 
Figure 1Rotor de machine synchrone à inducteur bobiné 
 
- Un rotor à pôles lisses (cf Figure 1.b) plutôt adapté pour des applications à forte puissance et 
grande vitesse ; le bobinage est dans ce cas logé dans des encoches pratiquées dans la masse 
du rotor et fermées par des clavettes en acier amagnétique. Les têtes de bobines inductrices 
sont maintenues en place par des frettes en acier amagnétique. L’entrefer étant  d’épaisseur 
constante, seule la répartition des encoches et /ou leur remplissage constitue un paramètre 
structurel jouant sur la forme d’onde des fem attendues. Une disposition appropriée permet 
d’obtenir des fem sinusoïdales à très faible taux d’harmoniques. 
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     En terme d’application, la machine synchrone à inducteur bobiné reste la machine de 
prédilection pour la génération d’électricité en fonctionnement alternateur. Equipant la 
majorité des centrales mais aussi omniprésente dans des systèmes embarqués (groupe 
électrogènes), elle offre une maniabilité qui garantit un facteur de puissance unitaire dans tous 
les cas de figure par action sur la source magnétique d’excitation rotorique. Soulignons que 
forts d’une expérience centenaire, les principaux constructeurs offrent des turbo-alternateurs 
très performants en rendement couvrant une  gamme de puissance de quelques kW  au millier 
de MW. Le fonctionnement en moteur reste aussi très compétitif dans la gamme des hautes 
puissances et hautes vitesses, démonstration en est faite depuis longtemps avec la traction 
ferroviaire à grande vitesse ou encore l’entraînement des soufflantes ou des compresseurs 
pour l’industrie lourde. 
Référence 
 
Puissance 
(kW) 
Vitesse  
nominale 
(tr/min) 
Puissance 
massique 
(kW/kg) 
Rendement
 
Application 
General Motors 
55C4-32S-HDY 
0.18 5000 0.128 71 Servomoteur 
Parker Automation 
190J8-150s 
17.6 2400 0.129 85 Servomoteur 
Parker Automation 
HWB40HF 
74 8000 0.336 - Usinage-grande 
vitesses 
Leroy Sommer 
LS315 
160 2976 0.195 95 Traction 
Leroy-Sommer 
512VL85 
2160 1800 - 96.3 Alternateur 
General Electric 1600MW 3600 - - Alternateur 
Tableau 2.Exemples illustratifs des machines synchrones à inducteurs bobinés 
 
I.2.2. Machine à courant continu 
      A l’inverse des machines à courant alternatif, le moment magnétique produit est issu du 
stator fixe (inducteur), composé d’un bobinage monophasé ou d’aimants permanents accolés à 
une culasse ferromagnétique. La partie mobile interne, communément appelée induit, porte le 
                    Chapitre I   Les machines à aimantation induite : des concepts de base aux matériaux constitutifs 
 14
bobinage relié à un commutateur mécanique constitué d’un collecteur sur lequel frottent les 
balais. L’ensemble balais collecteur alimente les conducteurs de l’induit de telle façon que le 
sens de circulation  du courant qui les traverse soit inversé à chaque alternance des pôles 
magnétiques statoriques [4]. Les modes de couplage circuit induit/circuit inducteur donnent 
lieu à trois types de moteur : 
! le moteur à excitation  parallèle : l’inducteur est monté en parallèle avec l’induit. 
! le moteur à excitation série où inducteur et induit sont montés en série. 
! le moteur à excitation compound. 
A priori aucun mode de couplage n’est à exclure, le choix étant uniquement guidé par 
l’application visée et ses contraintes d’exploitation. 
        
                            (a)                                                                 (b) 
        Figure 2. Machine à courant continu ; coupe transversale (a) et longitudinale (b)  
 
 
Figure 3. Moteur à courant continu ABB 
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      Le convertisseur statique qui offre la possibilité d’un réglage des caractéristiques de sortie 
doit, bien entendu, être inclus dans cette comparaison. Ainsi, à l’heure actuelle, on peut 
penser que le moteur à courant continu à collecteur est très probablement la solution 
économiquement optimale grâce à la simplicité de son convertisseur d’alimentation. 
Cependant, sa structure (induit tournant) et son collecteur limitent ses performances. L’usure 
des balais et du collecteur qui nécessitent un entretien régulier, la mauvaise dissipation 
thermique du rotor, la vitesse périphérique maximale du collecteur réduite (2 à 3 fois moindre 
que celle des moteurs sans collecteur) ainsi que les limites de commutation font du moteur à 
courant continu une machine  plus lourde et plus encombrante que ses concurrentes à 
performances équivalentes. A ce titre ajoutons qu’en terme de performances, le couple 
massique reste inférieur à 1kg.Nm-1 pour des rendements variant de 50% à 90%. 
     Cependant même si depuis peu, l’avènement de la commutation électronique a bouleversé 
le paysage de la motorisation électrique, c’est la machine à courant continu qui a été le plus 
implanté dans les secteurs technologiques. Ainsi du petit électroménager où on a longtemps 
fait fi du rendement et des nuisances sonores (utilisation du moteur universel), jusqu’à la 
traction ferroviaire où le réseau germanique par exemple l’utilise encore majoritairement sans 
oublier l’automobile, le moteur à courant continu bénéficie encore d’une forte popularité de 
part sa simplicité de mise en oeuvre. 
Le tableau ci-dessous dresse un panel des applications couvertes à ce jour [5,6]. 
Référence Puissance 
(kW) 
Vitesse 
nominale 
(tr/min) 
Puissance 
massique 
(kW/kg) 
Rendement 
% 
Application 
Leeson S56C 0.186 1750 0.017 76 Antidéflagrant 
 
PARVEX 
RX630E 
1.96 2400 0.105 92. Servomoteur 
Technologies-Inc 
ADT5-1050 
2.67 3000 0.272 80 Servomoteur 
 
MC235 
30 2090 0.176 90 Traction 
Leeson 
519A 
92 3600 - - Pompe 
Robicon 
GH250X ASI 
1220 1500 0.192 - traction 
Tableau 3. Exemples illustratifs des machines à  courant continu 
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En terme de développement, la machine à courant continu peut encore bénéficier des progrès 
réalisés sur les matériaux , que ce soit les matériaux magnétiques avec les aimants permanent 
frittés ou liés ou les matériaux de contact mécanique (collecteur, balais). Mais les solutions à 
courant alternatif et commutation électronique l’écartent inéluctablement du marché…  
 
I.3. Interaction de sources produites et induites 
     Dans ce type d’interaction, un noyau ferromagnétique portant des conducteurs axiaux mis 
en court-circuit est balayé par un champ tournant statorique. Le moment magnétique généré 
par la circulation des courants induits dans ces conducteurs est à même d’interagir avec le 
champ statorique. Soulignons qu’à l’inverse des précédentes interactions, les forces inter 
agissantes sont de nature répulsives et non attractives. Cette interaction s’est concrétisée sous 
la forme des machines plus communément appelées « machine à induction » ou « machine 
asynchrone », le terme asynchrone traduisant le glissement entre la vitesse du champ stator et 
la vitesse mécanique du rotor (la condition de synchronisme des champs est quant à elle 
toujours vérifiée).   
D’un point de vue structurel, le stator est conventionnellement constitué  d’une culasse 
ferromagnétique portant un bobinage polyphasé classique [7]. Le rotor quant à lui propose 
deux variantes : 
- un rotor bobiné. Celui-ci est formé par un empilage de tôles encochées sur la périphérie 
desquelles on place un bobinage polyphasé classique extérieurement court-circuité ; 
- un rotor à cage qui s’appuie sur un empilement de tôles encochées dans lesquelles on coule 
des barres d’aluminium. Ces barres sont électriquement et mécaniquement reliées à leurs 
extrémités par deux anneaux circulaires pour former une structure dite en « cage d’écureuil ». 
 
 
Figure 4  Machine à induction et rotor à cage 
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Figure 5. Machine à induction et rotor bobiné 
 
      Compte tenu de sa simplicité structurelle et de sa robustesse (absence de contact glissants, 
une seule source alimentée), la machine asynchrone est actuellement la machine à courant 
alternatif la plus répandue dans l’industrie, son domaine de puissance variant de quelques kW 
à quelques mégawats [8]. Nonobstant le problème de démarrage, le convertisseur tourne, à 
tension et fréquence constantes à une vitesse peu différente de la vitesse de synchronisme de 
la marche à vide à la marche nominale, ce qui l’avantage énormément en fonctionnement 
moteur. L’implication de l’électronique de puissance a permis depuis 20 ans son 
développement pour la variation de vitesse. Une commande à rapport tension/fréquence 
constant via un onduleur MLI lui  a notamment ouvert un champ applicatif très vaste [9,10]. 
Référence Puissance 
(kW) 
Vitesse 
nominale 
(tr/min) 
Puissance 
massique 
(kW/kg) 
Rendement 
% 
Application
Leroy-
Sommer 
FLSOL 
0.55 1410 0.025 69.2 général 
Leroy-Somer 
 
6 2845 0.075 72 Levage 
Leroy-
Sommer 
LS160M 
15 1430 0.148 87 Levage 
Lenze 
9332 
75 300 0.117 92.9 Equipement
Cantoni 
SF3115XK2 
160 2972 0.117 92.9 Ventilateur 
 
Cantoni 
SH560H4C 
2000 1495 0.223 97.9 Pompe 
Tableau 4. Exemples illustratifs des machines à courants induits 
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     Cependant quelque soit le mode d’utilisation, ce moteur présente l’inconvénient majeur de 
pertes rotoriques qui croissent  rapidement avec la variation de vitesse. En terme de recherche 
et développement, les axes sont donc principalement orientés, d’une part, vers la commande 
afin de garantir souplesse, dynamique à haut rendement sur une large plage de vitesse y 
compris au démarrage. D’autre part, d’un point de vue structurel, la minimisation des pertes 
rotoriques et des harmoniques de courant reste d’actualité. Soulignons cependant que les 
phénomènes dissipatifs agissant au rotor restent incontournables par principe, dans la mesure 
où ils concourent à la mise en jeu du déphasage des courants statoriques et rotoriques à partir 
duquel un couple électromagnétique peut être développé. 
 
I.4. Interaction de sources produites de type aimantation et courant 
      Ce type d’interaction correspond aux structures au sein desquelles le moment magnétique 
interagissant avec le champ tournant est directement produit par une source magnétique 
interne liée à la présence d’une aimantation permanente.  
      Structurellement, c’est le type d’interaction qui actuellement génère la gamme de 
machines la plus diversifiée, couvrant un spectre d’application très vaste, du moteur pas à pas 
ou servomoteur jusqu’à l’alternateur de moyenne puissance. Le stator est irrémédiablement 
constitué d’un support ferromagnétique autour duquel est disposé un bobinage polyphasé, 
tandis que le rotor porte les aimants permanents. Rotor et stator sont localement 
interchangeable en fonction de l’application visée [11]. Ainsi, par exemple, la quasi-totalité 
des ventilateurs sont constitués de moteurs à aimants permanents à rotor extérieur portant les 
pales de ventilation. La forme, la disposition et la polarisation des aimants multiplient par 
ailleurs les variantes de machines opérationnelles : machines à pôles lisses avec aimants 
montés en surface, machines à aimants enterrés, machine à pôles saillants à concentration de 
flux, aimants à aimantation radiale ou tangentielle, sont autant de configurations possibles qui 
donnent un aperçu du catalogue proposé. 
 
       La créativité dans ce domaine est d’autant plus marquée que les attraits de ce type 
d’interaction sont nombreux, avec en tout premier lieu le fort couple massique  pouvant 
dépasser  2 à 3 N.m.kg-1. Ajoutons à cela, les très bons rendements (>95%) et la faible inertie 
du rotor aimanté. Ces avantages combinés aux progrès réalisés dans le domaine des aimants 
permanents conduisent la machine à aimants permanents jusqu’alors fortement cantonnée à la 
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petite et moyenne puissance à investir le domaine de la forte puissance et haute vitesse [12]. 
Bon nombre de concepteurs tentent de relever ce défi en levant les principaux obstacles liés à 
cette montée en puissance et en vitesse : 
! Problème de tenue mécanique des aimants à haute vitesse. Cette tenue 
nécessite l’adjonction d’une frette amagnétique qui augmente dans tous les cas l’entrefer et 
diminue le couple massique. Plusieurs matériaux et solutions technologiques sont 
envisageables, coquilles en acier doux, ruban amorphe, fibre de carbone mais résultent 
toujours d’un compromis entre la génération des pertes supplémentaires dans le cas des frettes 
conductrices et le coefficient de dilation thermique ; 
! La maîtrise des pertes au niveau des aimants et la limitation de leur 
échauffement qui constitue encore un verrou technologique même si certains industriels 
proposent des aimants à haute tenue en température (Magnetquench avec des Samarium 
Cobalt à températured’utilisation maximale de 250°C) ; 
! La gestion du flux d’excitation des aimants en cas de défauts sur la machine. 
La non régulation de ce flux ne permet pas en outre une souplesse de contrôle sur une très 
large plage de vitesse telle qu’elle le peut l’être pour les machines à inducteurs bobinés 
exploitées en régime « défluxé ». 
 
 
Figure 6. Moteur à aimant permanent à faible taux d'ondulation de couple 
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Référence Puissance 
(kW) 
Vitesse 
nominale 
(tr/min) 
Puissance 
massique 
(kW/kg) 
Rendement 
% 
application 
Lenze 
MSD KS 036-13 
0.25 4000 0.166 65 servomoteur
Imperial Electric 
4BA01600 
0.96 1800 0.044 66 équipement 
Lenze 
MDF kS 071-33 
5.9 3500 0.412 80 servomoteur
Lenze 
MDF Ks 112 
20.3 3520 0.319 70 servomoteur
             Tableau 5. Quelques exemples applicatifs de la machine à aimants permanents [13] 
 
I.5. Interaction de sources de types aimantation induite et courant produit 
     Ce type d’interaction repose sur la particularité remarquable que possède tout corps 
ferromagnétique, qui se polarise dans un champ magnétique d’origine extérieur [14].  Ce 
corps polarisé se comporte comme un aimant tant que le champ magnétique dans lequel il est 
plongé ne s’annule pas. L’axe de la polarisation induite au sein de ce corps ferromagnétique 
dépend naturellement de sa géométrie à partir de laquelle un axe de facile aimantation peut 
être artificiellement défini (anisotropie géométrique). Structurellement parlant, ce type 
d’interaction suppose la mise en oeuvre d’une culasse ferromagnétique externe (stator) 
comportant un bobinage polyphasé générant un champ magnétique dans l’entrefer. Le rotor 
est simplement constitué d’une pièce massive ou d’un empilement de tôles ferromagnétiques 
formant une structure dont l’ordre de symétrie est différent de celui du stator [15,16]. Plus 
communément connue sous le nom de machine à réluctance variable, ce type de structure se 
décline sous une multitude de variantes, avec des succès pérennes dans le domaine des 
actionneurs pas à pas [17]. Sans rentrer ici dans les détails, on soulignera le rôle majeur 
qu’ont joué dans ce contexte les machines à effets vernier qui combinent judicieusement un 
effet de dentures au stator et au rotor. Plus récemment les structures à double saillance dont le 
stator comporte des bobinages concentriques et le rotors des plots ferromagnétiques 
recouvrent un regain d’intérêt en particulier dans le domaine de la haute vitesse eu égard aux 
avantages qu’elle est potentiellement en mesure d’offrir : 
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! Simplicité de la structure avec économie de matériaux ; 
! Possibilité de travail en ambiances extrêmes ; 
! Robustesse et sécurité de fonctionnement. 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 7. Machine à réluctance variable double saillance de type 6/4. 
 
 
Figure 8. Prototype de machine à réluctance variable 6:4 
 
     Les atouts de la machine à réluctance variable se sont largement exprimés dans le domaine 
des actionneurs pas à pas avec un pilotage en boucle ouverte par train d’impulsions ultra 
simplifié [18]. Son champ applicatif potentiel reste vaste dans la gamme de la petite puissance 
avec une prédilection pour l’électroménager, l’automobile et le traitement numérique de 
l’information. 
Pour un pilotage en boucle fermée, c’est aussi dans la gamme de la petite puissance que la 
machine à réluctance s’est révélée. Cependant la moyenne puissance est aussi concernée avec 
quelques applications très ciblées en haute vitesse (conditionneur d’air, moteur d’extraction, 
centrifugeuse…). 
Tôles
Pôles saillants 
au stator et au
rotor
Bobinages
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     Cependant dans l’optique d’applications à très hautes vitesses et moyennes puissances, il 
convient de tempérer le propos en notant d’une part que la polarisation du rotor absorbe une 
puissance réactive qui entame par principe le facteur de puissance et induit un 
surdimensionnement du convertisseur de puissance. 
 
Référence Puissance 
(kW) 
Vitesse 
nominale 
(tr/min) 
Puissance 
massique 
(kW/kg) 
Rendement 
% 
Application 
Rocky-Mountain 
SR130S 
0.46 15000 0.102 94.6 traction 
Rocky-Mountain 
SR165L 
8.42 15000 0.263 94.6 traction 
Rocky-Mountain 
SR25L 
17.89 15000 0.761 94 traction 
Rocky Mountain 
 
300 30000 - 92 alternateur 
Tableau 6 Quelques exemples dapplication  de la machine à aimantation induite [19]. 
 
Conscient des enjeux liés aux applications hautes vitesses et des atouts que présentent la 
MRV en matière de simplicité structurelle, les industriels et concepteurs ont fortement axés 
leurs recherches sur des stratégies optimales d’alimentation qui garantissent une bonne 
stabilité de la machine avec un taux d’ondulation du couple réduit. Par ailleurs le problème de 
la dissipation des pertes à hautes fréquences reste à l’ordre du jour. Des solutions hybrides 
dites à commutation de flux intégrant une source permanente de flux via des aimants logés au 
stator constituent notamment une alternative encourageante. 
 
I.6. Synthèse et perspectives 
      Afin d’avoir une vue globalisée des principaux modes d’interaction électromagnétique 
explicitées et illustrées précédemment, le tableau ci-dessous présente pour chacun d’entres 
eux, les machines génériques associées argumentées de leurs avantages, inconvénients et 
applications usuelles. 
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Type dinteraction       Avantages     Inconvénients       Utilisations 
- plus facile à réaliser et 
plus robuste que la 
machine à C.C ; 
- son rendement est 
proche de 99% ; 
- possibilité de réglage du 
cosϕ. 
 
-un moteur auxiliaire de 
démarrage est souvent 
nécessaire ; 
-deux sources d’énergie 
sont nécessaires ; 
- problème d’accrochage 
et décrochage sur le 
réseau 
- en forte puissance (1 à 
100MW) ; 
-peut être utilisé comme 
source de puissance 
réactive pour relever le 
facteur de puissance. 
1. Courant produit / 
courant produit 
- Machine synchrone 
à rotor bobiné. 
 
 
 
 
 
- Machine à C.C à 
inducteur bobiné. 
 
-très bien adapté au 
fonctionnement à vitesse 
variable ; 
-facile à mettre en oeuvre 
dans les quatre 
quadrants ; 
-fort couple de démarrage 
et démarrage rapide. 
- son collecteur constitue 
l’élément limitatif pour 
les applications (haute 
tension et/ou forte 
courant, grande 
vitesse..) ; 
- pertes excessives dans 
le rotor et les balais ;  
- nécessité une source DC 
- servomécanismes des 
machines-outils ; 
- entraînements de toute 
sorte ; 
- applications en traction 
électrique (des moteurs 
série). 
2. Courant produit / 
courant induit 
-Machine asynchrone 
- structure simple et 
robuste ; 
- son rapport coût / 
puissance est le plus 
faible ; 
- peut fonctionner en 
forte puissance à vitesse 
variable dans un large 
domaine. 
- courant de démarrage 
très important ;  
- la réduction de vitesse 
se détriment du 
rendement ; 
- les pertes rotoriques 
posent un problème 
d’échauffement. 
-électroménager sans 
réglage de tension par 
onduleur ; 
- en traction électrique 
(TGV, Tram) ; 
- des entraînements  
électriques économiques 
à deux vitesses. 
3. Courant produit / 
aimantation produite 
-Machine à aimant 
permanent  
 
- rendement élevé ;  
- fort couple massique ;  
- simple à commander ;  
- taux d’harmoniques bas. 
 
 
- pertes par  courants de 
Foucault dans les 
aimants ; 
- coût total plus cher.  
-aux faibles puissances 
(appareil enregistreur, 
servomoteur). 
- en forte puissance (1à 2) 
MW, traction électrique 
(sous-marin), véhicule  
 
 
4. Courant produit / 
aimanationt induite 
-Machine à 
réluctance variable 
 
-la plus simple et la plus  
économique ; 
- possibilité de travail en 
haute vitesse. 
-couple à fortes 
ondulations ; 
- bruit acoustique élevée ; 
- mauvais facteur de 
puissance.  
-dans l’électroménager ; 
- accessoires automobiles 
(moteur de traction) ; 
-dans les application de 
haute vitesse (starter 
/générateur à bord  des 
avions). 
 
Tableau 7.. Synthèse des interactions magnétiques et leurs machines génériques associées   
 
     A ce stade il est difficile d’identifier clairement un type d’interaction magnétique privilégié 
tant les spécificités associées aux structures exploitables sont variées. Le dimensionnement et 
le contrôle du convertisseur associée doit aussi être pris en compte car dans certaines 
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applications il peut décrédibiliser le choix préalable d’un machine générique, tel est le cas par 
exemple de la machine à réluctance variable opérant à forte puissance et faible vitesse 
associée à un onduleur MLI. In fine le choix relève souvent du savoir faire du concepteur 
associé au projet d’étude, les critères étant d’ordre plutôt économiques et stratégiques que 
technologiques. 
Cependant en terme de performances électromécaniques, il est possible de mettre en évidence 
le domaine de puissance couvert par les structures précédemment citées. A ce titre les 
caractéristiques puissance-vitesse tracées ci-dessous illustrent les domaines de faisabilité des 
machines électriques [4],[21]. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 9. Limite de faiaibilité des machines électriques 
 
     Se plaçant dans le contexte actuel d’une demande insistante en faveur de 
l’accroissement de la vitesse dans le domaine de la moyenne et forte puissance, qui permet 
notamment d’éliminer des organes mécaniques de transmission au profit d’un entraînement 
direct (applications aéronautiques, navale), deux structures semblent se distinguer : la 
machine à aimant permanent et la machine à réluctance variable [20]. Considérant que, à 
puissance constante, l’augmentation de la vitesse implique une diminution de la taille de 
l’actionneur et par conséquent des surfaces dissipatives, un point fondamental de la 
conception et de la validation de la structure préconisée concerne le comportement 
thermique et plus spécifiquement la capacité pour la machine à dissiper les pertes générées 
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au rotor. Concernant la machine synchrone, une structure à aimants permanents pourrait 
constituer une solution alternative, mais à très haute vitesse, la conductivité des aimants 
frittés augmente les pertes par courant induit. Ces derniers sont alors fragilisés et plus 
facilement dépolarisables sous l’effet de l’augmentation de température et le 
fonctionnement global de la machine s’en trouvent affecté. Dès lors la machine à 
réluctance variable semble la mieux armée face à un accroissement conséquent de la 
vitesse. Ceci étant, rappelons que la machine à aimantation induite, qui d’un point de vue 
mécanique et économique répond parfaitement à un cahier des charges hautes vitesses, 
n’en est pas moins exempte du problème de dissipation des pertes rotoriques. Dans ce 
contexte, le choix des matériaux magnétiques constitutifs d’une structure à aimantation 
induite revêt une importance capitale. Dans ce contexte il convient de bien étudier le panel 
des matériaux disponibles sur le marché et ceci d’autant plus que l’émergence de 
matériaux composites permet d’envisager une diminution sensible des pertes engendrées à 
haute fréquence des pertes [27]. 
II. Matériaux laminés ou matériaux composites 
      Face au spectre très large des applications couvertes par les machines à aimantation 
induites, les critères sélectifs de conception en terme notamment de matériaux magnétiques 
constitutifs sont très diversifiés. Ainsi pour des applications grande série et faible puissance 
(domaine électroménager par exemple) on privilégiera plutôt des  matériaux à faible coût de 
production ou détriment des performances, le scénario s’inverse si l’on considère des 
applications touchant des domaines de pointe (militaire, spatial) pour lesquelles les choix 
s’orientent vers des matériaux à hautes performances (faibles pertes, haute perméabilité).  
En outre, les normes récemment mises en vigueur en matière de recyclage et de protection de 
l’environnement nécessitent de reconsidérer les matériaux magnétiques usuels tels que les 
matériaux laminés, d’autant plus que les technologies de fabrication des matériaux composites 
s’améliorent régulièrement.  
     Les paragraphes suivants envisagent les grandes familles de matériaux magnétiques que 
constituent les matériaux laminés d’une part et les matériaux composites d’autre part. Les 
avantages et inconvénients inhérents à ces technologies sont ainsi tour à tour discutés.  
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II.1. Matériaux ferromagnétiques laminés et ses alliages 
      Les machines électriques soumettent dans la plupart des cas les circuits magnétiques à des 
champs alternatifs. Afin de limiter les courants de Foucault induits dans ces circuits sous 
l’effet de la conductivité, on utilise généralement les alliages magnétiques sous forme de tôles 
isolées. Le choix des alliages prend en compte les aspects techniques, mais également des 
considérations économiques.  Notons que sur la base de fer dont la faible résistivité (10-7Ω.m) 
conduit à des pertes très élevées en régime alternatif, l’objectif des alliages développés est 
avant tout d’accroître par additions de composés cette résistivité tout en conservant un bon 
niveau de polarisation à saturation. Trois familles d’alliages ont percé le marché des 
matériaux laminés : les alliages Fer-Silicium,  les alliages Fer-Cobalt et les alliages Fer-
Nickel [21]. 
 
II.1.1. Alliage Fer Silicium 
      C’est sans nul doute l’alliage le plus répandu dans le domaine de la conversion de 
l’énergie. L’ajout de Silicium à taux inférieur dans tous les cas à 3% apporte outre des 
performances magnétiques accrues, une dureté et une rigidité au produit final qui facilite 
l’usinage et la manutention des tôles. De par ses volumes de production et son ancienneté, 
l’alliage Fer-Silicium a bénéficié des plus forts développements en recherche et process de 
fabrication (qualité « semi-process » ou « fully process »), avec in fine la définition de 
groupes distincts qui se partagent sans trop de concurrence les marchés : les tôles à grains non 
orientés et les tôles à grains orientés. 
       Prédominantes sur le marché, les tôles à grain  non orientés offrent un panel très large de 
produits à épaisseur et niveau de saturation variables. Guidés par la nécessité de limiter les 
pertes au sein de la structure de conversion, les pertes massiques constituent toujours un 
critère sélectif prépondérant, notamment pour les machines à aimantation induite et les 
constructeurs ont effectué des efforts conséquents pour proposer, entre autres, des tôles à très 
faible épaisseur et faible pertes massiques. Cependant si les  valeurs correspondantes restent 
acceptables à faible fréquence, ils deviennent discriminateurs lorsque la fréquence augmente. 
Certains constructeurs comme ARCELOR proposent depuis peu des tôles spécifiquement 
destinées à des fréquences plus élevées rencontrées notamment en aéronautique, combinant 
saturation élevée et faibles pertes massiques (cf Figure10). Le prix de ces tôles de faible 
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épaisseur (0.02mm) est naturellement en adéquation avec l’augmentation des performances 
[22]. 
De production d’un tiers inférieur à celui des tôles à grains non orientés, les tôles à grains 
orientés privilégient la direction de laminage comme direction de facile aimantation, ce qui a 
priori les destinent à des structures de conversion dans lesquelles le flux garde une direction 
fixe, ce qui exclut naturellement les machines à courant continu. Ceci étant, ses niveaux de 
saturation élevés (2T) les rendent aussi attractifs pour des machines tournantes, GEC Alsthom 
par exemple les ayant intégré dans leur machine de traction ferroviaire. Cette même famille de 
tôles a donné lieu à des composés à haute perméabilité obtenues par une ultime étape de 
laminage à froid avec un taux de réduction très important (<80%), qui traitées au laser 
fournissent des résultats très satisfaisants en termes d’induction. (cf Tableau 9). Soulignons 
cependant que la minimisation des pertes massiques doit résulter d’un compromis entre 
l’épaisseur et le niveau de saturation et dans ces conditions les tôles à haute perméabilité sont 
remises en cause comme en témoigne la figure ci-dessous : 
 
Figure 10.Comparaison tôles haute perméabilité/tôles classiques 
 
 
Tôles Densité 
volumique 
Kg/m^3 
Résistivité 
électrique 
m..Ωµ  
Résistance à 
la traction 
(Mpa) 
Perméabilité 
relative à 
400Hz et 1T 
Pertes  fer à 
400Hz et 1T 
(W) 
NO20 7600 520 500 1000 15 
Tableau 8 Caractéristiques tôles NO20 
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Caractéristiques Tôles classiques Tôles haute perméabilité
Induction magnétique  minimale 
f=50Hz 
H=800A.m-1 
1.75 1.85 
Température de Curie  
                           (°C) 
745 745 
 
Résistance mécanique à la traction 
(Mpa) 
350 350 
Facteur de foisonnement 
Epaisseur 0.30 mm 
97 97.5 
Tableau 9.Caractéristiques tôles classiques tôles haute perméabilité  
 
 
Afin d’avoir une vue globale des produits opérationnels sur le marché en matière de tôles Fer-
Silicium les tableaux ci-dessous regroupent quelques caractéristiques de base : 
1,6 1,6
1,7 1,7
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Figure 11. Induction de saturation pour des alliages Fer-Silicium sous champ 10000A/m 
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Figure 12. Pertes massiques pour des alliages Fer-Silicium, pour une fréquence de 400Hz 
 
II.1.2. Fer - Nickel 
      Sans commune mesure avec les alliages Fer-Silicium, les alliages Fer-Nickel sont conçus 
sur des taux de charge en Nickel variant de 36% à 80%. On distingue trois groupes bien 
définis ayant chacun des caractéristiques et des domaines d’application bien spécifiques 
regroupés dans le tableau ci-dessous. 
 
Taux de Nickel Niveau de 
saturation (T)
Perméabilité Pertes massiques 
(50Hz) (W /kg) 
36-40% 1.3 2000-3000 1T=>0.55-1.1 
45-50% 1.55 5000-12000 1T=>0.25-0.75 
75-80% 0.8 35000-80000 0.5T=>0.025 
Tableau 10. Caractéristiques magnétiques des alliages Fer-Nickel 
 
Leur structure cubique à faces centrées ne présentent pas de transformation de phase à l’état 
solide ce qui leur confère une grande facilité de laminage à froid et de traitements thermiques 
qui permettent de développer leurs propriétés magnétiques au mieux [23]. 
                    Chapitre I   Les machines à aimantation induite : des concepts de base aux matériaux constitutifs 
 30
Dans le contexte des machines tournantes fonctionnant à haute vitesse, les tôles Fer-Nickel 
dont les performances globales paraissent attrayantes restent en retrait car les caractéristiques 
haute perméabilité et faibles pertes sont inconciliables pour un même taux de Nickel. 
   Leur prix les oriente vers des applications spécialisées où souvent on met en œuvre non 
seulement leurs propriétés magnétiques remarquables, mais également des propriétés 
complémentaires (faible dilatation, facilité de mise en forme etc.)[24]. 
Dans de nombreux cas, on préfère utiliser les alliages fer-nickel à 48% Ni dont les constantes 
électromagnétiques sont mieux adaptées. On les emploie essentiellement sous deux formes 
suivant l’application. On utilise ainsi ces alliages à l’état massif (barres, fils, tôles épaisses) 
dans les systèmes où une faible puissance de commande impose un alliage à bas champ 
coercitif (relais travaillant au décollage, écouteurs téléphoniques, etc.). 
 
II.1.3. Fer - Cobalt 
     D’un point de vue électromagnétique, les alliages Fer-Cobalt offrent les caractéristiques 
les plus attractives. Pour un taux de cobalt variant de 25 à 30%, cet alliage présente le plus 
haut niveau de saturation (2 à 2.3T) pour une perméabilité comprise entre 1000 et 8000 [25]. 
Bien que ses pertes soient supérieures à celles des alliages Fer-Silicium, sa résistance à la 
chaleur en font le produit phare pour des applications à contraintes ambiantes sévères, 
application qui, en raison du prix de ces tôles ne relèvent pas cependant de la grande série. 
Elles se cantonnent donc, dans le domaine des machines tournantes, à des applications 
aéronautiques, ferroviaires ou militaires. 
Taux de Cobalt Induction de 
saturation (T) 
Perméabilité Pertes masiques 
(50Hz) (W /kg) 
25-28% 2.4 3000 2T->10 
50% 2.35 8000-20000 2T->5 
Tableau 11. Caractéristiques magnétiques des alliages Fer Cobalt 
 
Ces alliages trouvent aussi leur application dans des dispositifs nécessitant une absence de 
magnétostriction et une grande perméabilité sont essentielles (composants magnétiques pour 
alimentation à découpage, capteurs, transformateurs spéciaux pour l’aéronautique, têtes 
magnétiques, blindage des câbles, etc.).  
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II.1.4. Synthèse 
      Les trois familles de tôles précédemment décrites montrent à quel point, en terme de 
performances magnétiques, le choix final impose une définition très précise du cahier des 
charges de l’application visée. Considérant uniquement le champ d’investigation de la 
machine tournante, trois critères purement électromagnétiques doivent être considérés : le 
niveau de saturation, la perméabilité et les pertes massiques. Dans ces conditions, les courbes 
ci-dessous montrent clairement qu’un compromis s’impose [26].  
           
     
 
 
                               
 
  
Figure 13  Comparaison des pertes fer, pour les alliages 
FeSi, FeCo, FeNi sous champ à 50Hz. 
 
Alliages Perméabilité Niveau de saturation 
Alliages Fer Silicum 10000 2T 
Alliages Fer Nickel 80000 1.6T 
Alliages Fer Cobalt 20000 2.4T 
Tableau 12 Caractéristiques dusage typique des alliages FeSi,FeCo et FeNi 
 
      Ceci étant, d’autres critères ne doivent en aucun cas être occultés et permettent dans bien 
des cas de sélectionner objectivement une famille de tôles. Ainsi en est-il de la prise en 
compte des propriétés mécaniques et thermiques, qui pour des applications à contraintes 
sévères, sont souvent déterminantes. Le tableau ci-dessous résume bien dans ce contexte un 
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vecteur de paramètres sélectifs et ses valeurs associées pour les trois familles de tôles 
considérées [24]. 
 
Alliages M (kg/m3) Induction 
(T) 
Hc  
(A /m) 
Perméabilité 
relative 
 
ρ 
(µΩ.cm) 
résistance à 
la rupture 
(MPa) 
FeSi 3%si 
Recuit à 800c° 
7.65 2 12 1500 47 442 
FeNi 48%Ni 
Recuit à 00c° 
8.25 1.55 8 4000 45 530 
FeCo 49co-2v 
Recuit à 800c° 
8.2 2.4 160 800 26 600 
Tableau 13.  Caractéristiques magnétiques et mécaniques typiques des alliages FeSi, FeNi et FeCo 
 
II.2. Matériaux magnétiques composites doux (Soft Magnetic Compound-SMC)  
        Si les niveaux de saturation et les propriétés mécaniques des matériaux laminés sont très 
attractifs, le coût de fabrication, de recyclage ainsi que les pertes massiques à haute fréquence 
constituent encore une source de problèmes. Dans ce contexte, les progrès effectués dans le 
domaine des poudres magnétiques composites sont susceptibles de répondre dans un futur 
proche à ce type de contraintes technico-économiques. Ainsi d’un point de vue purement 
économique, leurs procédés de fabrication comptent un nombre d’étapes deux fois inférieur à 
celui des matériaux laminés. Par ailleurs, ces process permettent non seulement le mélange de 
composants complémentaires, mais aussi le moulage par compression ou injection de pièces 
actives à structures complexes, élargissant ainsi le champ d’investigation quant aux structures 
de machines envisageables. Ces innovations technologiques ouvrent enfin la voie à une 
optimisation poussée de la forme et du comportement des circuits magnétiques. 
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II.2.1.     Constitution des poudres magnétiques douces 
      Les SMC sont développées à partir de fer en fusion à haut degré de pureté que l’on 
atomise par jets d’eau à haute pression jusqu’à l’obtention de granules micrométriques. Ces 
granules sont alors successivement séchés  broyés décarburés et chauffés afin d’acquérir des 
propriétés chimiques et métallurgiques appropriées au traitement ultérieur [28]. A ce stade, les 
granules de dimensions micrométriques assimilables à des sphères de 50µ de diamètre 
environ sont alors enrobées par un film organique ou non organique dans une phase de 
mélange, l’isolation électrique du granule ainsi enrobé devant permettre de diminuer 
fortement la conductivité finale des SMC et donc de supprimer les courants induits [29]. Des 
liants destinés à l’amélioration des performances mécaniques peuvent aussi être ajoutés en 
phase de mélange avant que les poudres soient finalement compressées avec des lubrifiants à 
chaud ou à froid.   
 
 
 
 
 
 
 
Figure 14. Cycle de fabrication des SMC 
 
Cette procédure de fabrication à faible nombre d’étapes compte trois paramètres déterminants 
dans la caractérisation du produit final : la nature du liant, la force de compression et la 
température du traitement final.  
 
Influence de l’enrobage et du liant sur les caractéristiques finales : 
      La phase d’enrobage et les additifs intégrés impactent fortement sur les caractéristiques 
originelles de la matière première. En effet sur la base de granules de fer de très haute pureté, 
la compression après enrobage, tout en introduisant une isolation électrique particulaire, 
conduit à un produit final anisotrope et par fois peu homogène. Comme l’illustrent les figures 
ci-dessous, les domaines élémentaires délimités par des parois isolantes sont de forme très 
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irrégulières et peuvent contenir des résidus peu propices à un comportement magnétique 
performant. 
           
                                          (a)                                                           (b) 
Figure 15. SMC après enrobage(a) et après compression(b) 
Dans tous les cas, il est certain que l’ajout du liant qui favorise les tenues mécaniques et les 
procès d’injection dénature magnétiquement les caractéristiques du produit final. Cependant 
les taux de variation en termes de polarisation restent infimes et ne sont pas discriminant eu 
égard aux avantages apportés ultérieurement par les composites. 
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Figure 16. Comparaison des SMC (somaloy500) avec ou sans rigidificateur 
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Figure 17. Comparaison des pertes fer sur des SMC (somaloy500) 
 
Influence de la force de compression sur les caractéristiques finales : 
     La phase de compression met clairement en évidence deux paramètres d’influence qui sont 
la pression et la technologie de compression pouvant s’effectuer à chaud ou à froid [28]. Si le 
niveau de compression relève du facteur du premier ordre avec un taux de variation compris 
entre 15 et 20% sur l’induction magnétique pour une variation de 100% de la force de 
compression, la technologie à chaud ou à froid relève plutôt du second ordre, comme le 
montre le  tableau ci-dessous autant sur le niveau de polarisation que sur les pertes 
spécifiques.  
Force de compression (MPa) 400 600 800 
Limitation en traction (MPa) 60 50 40 
Densité (g/cm^3)  6.83 7.20 7.34 
Changement de dimension (%) -0.003 -.0015 -0.016 
Perméabilité (µmax) 500 550 550 
Induction à 100KA/m 1.78 2 2.15 
Pertes massiques (w/Kg) 
à  (1000Hz et 1.5T) 
- - 400 
Tableau 14 Influence de la force de compression sur les caractéristiques de SMC(somaly550) 
 
Toujours en recherche d’amélioration des performances, la physico-chimie des SMC 
s’améliore peu à peu en terme de procédé, une des voies prometteuses concernant la vitesse 
de compression. 
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Influence de la température sur les caractéristiques finales :  
    On soulignera enfin, l’effet de la température en phase de traitement thermique clairement 
identifié sur les courbes de perméabilité relative [29]. 
Température de traitement (c°)  500c°, 30 min en air 275c°, 60 min en air 
Force de compression (Mpa) 800 800 
Densité (g/cm^3) 7.34 7.31 
Changement de dimensions (%) -0.016 +0.05 
perméabilité (µmax) 550 250 
Tableau 15 Influence de la température sur les caractéristiques de SMC (Données Höganäs, Somaloy 
550) 
 
Influence du contenu diélectrique sur les caractéristiques finales :  
     Un intérêt important des SMC réside dans la possibilité de modifier les propriétés 
magnétiques par la composition les  conditions de  traitement. Par exemple, la perméabilité 
est inversement proportionnelle au contenu diélectrique tandis que la résistivité électrique 
augmente avec le la proportion de diélectrique contenu [7]. On observe une décroissance de 
perméabilité relative de SMC (Atomet EM-1)  de 260 à 110  quand le contenu de diélectrique 
augmente de 1 à 2.5%.  Pour la plupart des applications, le contenu diélectrique doit être 
minimal pour maintenir la perméabilité élevée, tandis que les pertes par courants Foucault 
augmentent avec la minimisation du taux de diélectrique. Le composé optimal doit donc 
résulter d’un compromis entre l’amélioration des propriétés magnétiques,  et la minimisation 
des pertes par courant de Foucault.   
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Figure 18 Influence de la proportion de diélectrique sur la perméabilité relative (Atomet EM-1) 
 
L’augmentation de la proportion de diélectrique influe aussi fortement sur le niveau de 
l’induction pour un même champ magnétique appliqué. En revanche le champ coercitif cH  
n’est pas affecté avec une valeur quasi-constante autour de 225A/m pour tous les mélanges.  
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Figure 19 Influence de la proportion de  diélectrique sur le niveau de linduction (données QMP-
Atomet EM-1) 
II.2.2. Caractéristiques des SMC 
     Afin de mieux cerner les caractéristiques globales des SMC, on peut les confronter aux 
matériaux laminés dont ils sont les concurrents directs. Dans ce contexte, il convient de ne pas 
se limiter aux seules caractéristiques magnétiques et de considérer les propriétés mécaniques 
et thermiques afin de tenir compte au mieux des contraintes sévères auxquelles les matériaux 
sont susceptibles d’être soumis. 
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II.2.2.a. Induction et perméabilité 
 
     Les additifs caractéristiques des SMC ainsi que le taux de charge dénaturent logiquement 
les performances magnétiques des poudres de fer, les produits finaux ne jouissant pas 
nécessairement de l’homogénéité des matériaux laminés. Ainsi,  les courbes d’induction et les 
perméabilités relatives apparaissent en retrait vis-à-vis des courbes inhérentes aux matériaux 
laminés. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 20. Courbes d'induction comparées pour des tôles Fer-Silicum(No20 -Arcelor) et des SMC 
(Atomet EM-1-Metal Quebec et somaloy550 Höganäs) 
 
 
Fréquence (Hz) 60 400 1000 
Atomet EM-1 maxµ  466 458 456 
Somaloy 550 maxµ  550 - - 
      Tableau 16.  Perméabilité de la poudre en fonction de la fréquence [30] 
 
Si les matériaux laminés mettent à profit une induction relativement élevée, le flux au sein 
d’un circuit doit cependant être principalement dirigé dans le plan des tôles alors que les SMC 
permettent via des pièces massives une utilisation en trois dimensions des grandeurs 
électromagnétiques. On peut alors envisager, par exemple, des structures combinant flux axial 
et flux transverse afin d’augmenter le couple massique. 
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II.2.2.b. Pertes massiques 
      Tout en étant conscients du retard à combler en terme de perméabilité et de niveau 
d’induction à saturation, le développement des SMC s’orientent parallèlement vers une 
diminution des pertes massiques. L’enrobage préalable des granules qui doit naturellement 
augmenter la résistivité en faveur de la diminution des pertes par courant induits, s’effectue 
cependant au détriment de la perméabilité [31]. Un compromis s’impose donc. Ce léger 
handicap reste apparent dans le domaine des basses fréquences pour le lequel le niveau des 
pertes massiques est supérieur à celui des matériaux laminés, mais la tendance semble a priori  
s’inverser lorsque les fréquences dépassent le kilohertz, la pente de la caractéristique des 
pertes dans les SMC étant légèrement inférieure à celle des matériaux laminés. 
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Figure 21.Comparaison des pertes massiques entre SMC (Höganäs Somaloy 500) et tôles Fer-
Silicium (330-35 Ugine) 
Ces résultats sont d’autant plus attractifs vis-à-vis des SMC que l’on considère des 
applications à moyennes et hautes vitesses pour lesquelles les machines tournantes sont 
alimentées par des convertisseurs à haute fréquence de commutation. 
 
II.2.2.c. Caractéristiques thermiques et mécaniques 
    Si dans le domaine des hautes vitesses, l’utilisation des SMC semble justifiée vis à vis des 
pertes fer, elle reste très incertaine si l’on considère les propriétés mécaniques. Loin des 
limites élastiques caractérisant les tôles, les essais en traction effectués sur les SMC sont pour 
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l’instant peu probants (cf Tableau 17). L’addition de  certains liants contribue certainement à 
la rigidification du produit final, mais au détriment des propriétés magnétiques. 
 
SMC Pression de compression 
(MPa) 
400 600 800 
Somaloy 500 Limite en traction (Mpa) 70 60 50 
Somaloy 500 avec rigidificateur Limite en traction (MPa) 75 95 100 
Tableau 17. Caractéristiques mécaniques des SMC 
 
  
Figure 22. Zoom de la cassure dune éprouvette de SMC soumise à un effort de traction 
 
En revanche l’isotropie thermique des SMC constitue sans nul doute un atout à exploiter. La 
bonne conductivité thermique (20W/K.m) alliée à un transfert de chaleur tridimensionnet 
laisse penser que même si les pertes sont significatives elles sont néanmoins mieux réparties 
(disparition de points chauds) et mieux dissipées. Dans ces conditions, on peut envisager de 
combler une relative faiblesse sur l’induction à saturation par une augmentation conséquente 
de la densité de courant au sein de la structure sans pour autant risquer un échauffement 
critique. L’étude de cas traitée ci-après vise précisément à mesurer quantitativement cet 
avantage potentiel. 
 
II.2.3. Exemple quantitatif 
     A titre d’illustration, on se propose de comparer les caractéristiques obtenues par deux 
structures électromagnétiques de formes et dimensions rigoureusement identiques mais 
respectivement construites à base de SMC et de matériaux laminés. Cette structure 
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représentée sur la figure ci-dessous se réfère à un actionneur linéaire axisymétrique dont la 
couronne externe supporte la bobine d’excitation.  
 
ha : 20 mm 
lc : 5 mm 
e : 0,5 mm 
J=5A/mm^2 
( )222 intrrextra
2
ha.ra2 −π≈π≈π
 
Figure 23. Structure de comparaison entre SMC (Atomet EM-1) et tôles 
 
 
 A densité de courant égale on calcule en régime linéaire la force d’attraction qu’exerce 
l’électroaimant sur l’élément central. Le tableau ci-dessous donne les résultats obtenus. 
 
Système SMC (Atomet EM-1) Tôles (Sollac) 
Force massique N/kg 12.25 30 
 
Au premier abord, les résultats montrent avec une force massique de 2 fois supérieure pour les 
systèmes laminés combien les performances magnétiques des SMC restent en deçà des 
potentialités offertes par les matériaux laminés [32]. Cependant, l’utilisation des SMC doit 
être guidée par des critères autres que purement magnétiques. Considérant en effet d’une part, 
une optimisation de forme facilitée par le moulage et l’usinage des SMC, les régions inertes 
magnétiquement (induction quasi nulle) peuvent être supprimées au profit d’une diminution 
de masse globale du système. Dans notre cas 15 à 20% de la masse totale de la structure peut 
être économisée soit un gain en force massique de 25%. D’autre part, la dissipation thermique 
ha 
la 
ha 
la 
ra 
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lc 
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des SMC permet l’augmentation significative de la densité de courant. Pour 10% 
d’augmentation de la densité, notre actionneur accroîtrait de 20% sa force massique. Ces deux 
critères associés conduisent à une augmentation globale de 50% de la force massique, l’écart 
entre performances des structures laminées et des structures SMC se réduisant d’autant. 
Soulignons en outre que le matériau SMC avec lequel cette étude a été conduite possède 
aujourd’hui des concurrents sensiblement plus performants. 
 
II.2.4. Conclusion 
     L’utilisation optimale du matériau ferromagnétique pour la conception des machines 
électriques relève toujours du compromis entre ses propriétés magnétiques, thermiques, 
mécaniques et le coût de la production totale. Dans ce contexte, l’apparition des SMC est 
susceptible sous certaines conditions de concurrencer fortement les matériaux laminés 
prédominants sur le marché. Certes les caractéristiques magnétiques et mécaniques des SMC 
en constante progression restent encore en retrait des caractéristiques offertes par les 
matériaux laminés. Le remplacement direct d’un matériau laminé par des SMC sans aucune 
modification structurelle et dimensionnelle du dispositif concerné ne peut être optimal en 
termes d’efficacité ou de rapport puissance/masse. En revanche, à partir d’une réflexion de 
base concernant plus la fonctionnalité requise par l’application que la synthèse d’une structure 
imposée, les SMC sont en mesure d’apporter des solutions prometteuses en termes de coût de 
fabrication, de modularité de la structure et de dissipation des pertes. La recherche 
systématique de nouvelles topologiques de structures et l'adoption de nouveaux compromis 
entre les propriétés matérielles et les caractéristiques de l'application est la meilleure approche 
pour atteindre un optimum en termes de performance  technique et économique. Cette 
approche globale d'optimisation a été adoptée avec succès par plusieurs auteurs face à 
diverses applications SMC [33], [34].  Face au domaine d’application des hautes vitesses, 
synonyme de pertes fer parfois rédhibitoires pour les matériaux laminés, les SMC 
apparaissent a priori comme un matériau approprié. Aussi des expérimentations adaptées 
doivent être menées sur ce point. La suite des travaux consiste donc à confronter ces 
matériaux sur une application au sein de laquelle l’aspect pertes constitue un facteur limitatif 
majeur de la montée en vitesse. 
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III. Machine à aimantation induite 
III.1. Introduction 
       Dans le contexte des applications à hautes vitesses, la machine à aimantation induite, plus 
connue sous le nom de machine à réluctance variable, constitue une alternative à la machine 
synchrone (cf. II.2). De conception simple et robuste, elle se prête particulièrement bien à des 
vitesses de rotation élevées à condition de contrôler les pertes générées au sein de ses 
matériaux constitutifs. L’utilisation judicieuse de matériaux capables de limiter 
l’augmentation critique des pertes fer trouve donc dans les machines à aimantation induite sa 
pleine justification. Fort des conclusions énoncées à ce propos dans les paragraphes 
précédents, on se propose d’exploiter les SMC au sein d’une machine à aimantation induite 
servant de référence concrète à nos raisonnements. 
     La dénomination de machine « à aimantation induite » englobe une grande variété de 
structures envisageables parmi lesquelles un choix doit s’opérer pour la suite de notre  étude. 
Considérant d’une part les contraintes de fonctionnement à mettre en avant pour expérimenter 
et caractériser les SMC, contraintes englobant les aspects mécaniques et thermiques, et 
d’autre part les atouts de ces mêmes matériaux  qu’il est indispensable de prendre en compte, 
la machine à réluctance variable à double saillance a été sélectionnée. Soulignons que la 
définition de cette structure de référence a été menée en étroite collaboration avec la société 
AUXILEC (THALES AES). Le cahier des charges initialement considéré concernant le cas 
d’un générateur à haute vitesse pour l’aéronautique [69]   
       Rappelons que l’anisotropie magnétique sur laquelle repose le fonctionnement de ce type 
de machine est classiquement obtenue d’une manière géométrique à l’aide d’un rotor à pôles 
« saillants » (au sens mécanique). Il est également possible de tirer parti d’un contraste de 
susceptibilité magnétique au sein d’une géométrie cylindrique grâce à un « feuilletage » 
approprié du circuit magnétique. Ces deux variantes sont brièvement introduites au cours des 
paragraphes suivants.  
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III.2. Exploitation d’une anisotropie d’ordre géométrique : machine à réluctance 
variable à pôles saillants 
     Dans le cas le plus classique (explicité au paragraphe I.5) d’une machine cylindrique, 
l’anisotropie géométrique est créée via une saillance introduite simultanément au rotor et 
stator ferromagnétique. Cette saillance prend généralement la forme de plots magnétiques 
uniformément répartis sur le rotor et le stator sous la condition d’obtenir des ordres de 
symétrie différents sur chacune de ces parties. Les configurations  les plus communes 
comportent un rapport du nombre de plots au stator sur le nombre de plots au rotor égal à 3/2  
ou 4/3 ce qui conduit à des machines 6/4, 8/6 et 12/8. La figure suivante montre 
schématiquement un exemple de MRV-DS 8/6: 
 
 
 
 
                                       Figure 24. Structure magnétique dune MRV-DS 8/6 
 
Le tableau suivant récapitule les principales possibilités de réalisations. 
 
Ns 4 6 6 8 10 12 12 12 16 
Nr 2 2 4 6 8 9 15 16 12 
q 2 3 3 4 5 4 5 3 4 
p 2 2 2 2 2 3 3 4 4 
 
Où Ns, Nr, q, p désignent  respectivement le nombre de dents du stator, le nombre de dents du 
rotor, le nombre de phases et le nombre de paire de pôles. Ce type de structure qui d’un point 
de vue mécanique se prête bien aux hautes vitesses de rotation  est encore défavorisée par un 
                    Chapitre I   Les machines à aimantation induite : des concepts de base aux matériaux constitutifs 
 45
facteur de puissance relativement faible imposé par la magnétisation du circuit magnétique et 
des pertes magnétiques relativement élevées. 
III.3. Exploitation d’une anisotropie d’ordre magnétique : structure à rotor feuilleté  
        Dans ce concept de machine à réluctance variable, le rotor est laminé longitudinalement  
(comme on peut le voir sur la fig.25). Cette configuration permet de créer une anisotropie 
magnétique favorisant un contraste de susceptibilité magnétique entre l’axe direct et l’axe en 
quadrature. Pour la structure illustrée sur la figure 25, ce laminage est fait de façon à produire 
quatre pôles rotoriques polarisables.  
                                           
                                       Figure 25. Dessin dun rotor feuilleté de la MRV 
 
 
      Bien que relativement délicate à réaliser, cette structure offre a priori un certain nombre 
d’avantages liés à l’utilisation d’un rotor mécaniquement lisse (réduction des bruits et des 
vibrations aéroliques, équilibrage plus aisé…). En outre, d’un point de vue conceptuel, cette 
configuration à rotor anisotrope cylindrique correspond directement au concept de machine à 
aimantation induite servant de référence à la théorie analytique développée dans la suite de la 
thèse [36]. 
 
 
 
 
 
amagnétique 
ferromagnétique
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IV. Conclusion du chapitre 
    Au cours de ce premier chapitre, un bilan des machines tournantes à effets 
électromagnétiques  a été dressé en s’appuyant sur l’analyse des modes d’interactions 
électromécaniques mis en jeu ainsi que sur les propriétés physiques des matériaux 
ferromagnétiques qui les constituent. 
    Etablie au niveau des principes plutôt que des structures de conversion, afin d’éviter 
l’énonciation systématique de détails technologiques, la classification adoptée a considéré 
comme critère principal la nature (aimantation ou courant) et le caractère (produit ou induit) 
des sources interagissant au sein du convertisseur.  Pour chacun des procédés d’interaction 
identifiés, les machines présentées ont permis de préciser brièvement leurs potentialités en 
terme de puissance massique et de rendement mais aussi leurs limitations et perspectives 
d’évolution. Résolument abordée en vue d’applications de moyennes puissances et hautes 
vitesses, cette entrée en matière a mis en avant l’intérêt de la machine à aimantation induite 
(plus connue sous le nom de machine « à réluctance variable ») à condition toutefois qu’un 
certain nombre de problèmes inhérents à cette structure soient maîtrisés, s’agissant en 
particulier de la limitation des pertes fer.  
    Dans ce contexte, une piste intéressante peut résider dans l’exploitation de nouveaux 
matériaux magnétiques composites (SMC) qui, exploités à bon escient, sont non seulement 
susceptibles d’améliorer les performances des structures actuelles mais également d’ouvrir la 
voie à des concepts de machines innovants.  Le deuxième volet du chapitre a donc été 
consacré à un bilan actualisé des matériaux ferromagnétiques doux utilisables dans le 
domaine des machines tournantes. Après un bref rappel des caractéristiques des matériaux 
laminés, les matériaux composites ont fait l’objet d’une description plus approfondie, depuis 
les processus de fabrication jusqu’à leurs caractéristiques finales, qu’elles soient d’ordre 
magnétique ou d’ordre mécanique. Afin de bien positionner ces nouveaux matériaux, une 
petite étude comparative menée sur la base d’une structure simple d’actionneur linéaire a été 
présentée. Les résultats ont confirmé la supériorité des matériaux laminés en termes d’effort 
massique. Toutefois, les souplesses apportées par l’utilisation des poudres compressées en 
terme de géométrie (économie de masse grâce à l’utilisation de circuits magnétiques « 3D »)  
et les améliorations potentielles en terme d’évacuation de la chaleur tendent à compenser la 
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« faiblesse » de leurs caractéristiques ferromagnétiques. Aussi, une analyse plus poussée, 
incluant plus explicitement des considérations thermiques et mécaniques, doit être conduite 
dans le contexte particulier des applications  de moyenne puissance et hautes vitesses.  
    Reprenant les conclusions précédemment émises sur le choix d’une machine adaptée aux 
hautes vitesses, il semble donc opportun de confronter les matériaux laminés et composites au 
sein d’une structure de machine tournante à réluctance variable. Ce type de machine constitue 
en effet une architecture électromagnétique tout à fait appropriée pour comparer les divers  
matériaux en présence sous des niveaux de sollicitations tout à fait significatifs en terme de 
pertes et d’échauffements. En conséquence, deux configurations de machines à aimantation 
induites ont été introduites en dernière partie du chapitre. L’anisotropie propre à ce type de 
machine résulte a priori, soit d’une géométrie particulière privilégiant un axe de facile 
aimantation, soit d’un contraste de susceptibilité intervenant au sein même du matériau selon 
l’axe d’aimantation considéré. Si cette deuxième solution peut sembler moins réaliste au plan 
technologique, elle constitue cependant un concept tout à fait adapté pour développer un 
modèle analytique prédictif du fonctionnement de la machine et paramétré en fonction de ses 
dimensions et de ses caractéristiques. L’élaboration de ce modèle, à partir duquel l’étude 
comparative pourra notamment être poursuivie,  fait l’objet  du chapitre suivant. 
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Modélisation analytique des machines à aimantation induite 
 
I. Introduction  
 
     Consacré à la machine à aimantation induite, ce chapitre vise à établir des lois de 
dimensionnement simples de structures génériques. Ces lois doivent d’une part combiner 
intimement les données structurelles aux matériaux ferromagnétiques utilisés, dans la 
perspective d’exploitation des matériaux composites précédemment présentés, et d’autre part 
être dans une phase ultérieure de dimensionnement compatibles avec une méthodologie 
d’optimisation globale. A cette fin, loin de renier les approches usuelles mêlant, par exemple 
le développement de schémas équivalents à des formulations empiriques largement 
fiabilisées, la méthodologie préconisée dans notre étude est basée sur une résolution 
analytique en deux dimensions, de l’équation de Poisson. La détermination du potentiel 
vecteur conduit naturellement au calcul du champ magnétique d’excitation et finalement à la 
formulation analytique du couple électromagnétique développée au sein de la structure. 
Soulignons qu’un intérêt majeur de cette approche réside dans le fait qu’elle donne lieu, 
moyennant un certain nombre d’hypothèses plus ou moins lourdes, à un « modèle » physique 
de la structure. En l’occurrence, les propriétés intrinsèques des matériaux ferromagnétiques 
composites ou laminés seront mises en avant. Généralement appliquée au cas des machines à 
aimants permanents, ce type de formulation peut constituer la base d’une méthode de 
modélisation générale, englobant en une seule théorie l’ensemble des concepts de machines 
tournantes. 
    Le chapitre se subdivise en trois parties. Dans un premier temps, un bref rappel des 
modélisations usuellement exploitées sera effectué. Dans un second temps un modèle 
analytique par calcul du potentiel vecteur sera présenté sur la base de structures simplifiées 
mais bien représentatives du phénomène d’interaction par aimantation induite. Ce potentiel 
vecteur  permettra alors  d’établir les équations des grandeurs caractéristiques telles que le 
couple et la force électromotrice en fonction des données structurelles et des caractéristiques 
physiques des matériaux. Une phase de validation sera dans un dernier temps menée par 
comparaison des résultats obtenus, pour deux structures identifiées, entre le modèle analytique 
et des simulations numériques sur logiciel de calcul du champ. 
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II. Etat de l’art des modèles analytiques de la machine à réluctance variable 
     L’objet du paragraphe consiste à dresser un bref état de l’art des modèles définis pour le 
dimensionnement et l’étude des machines à réluctance variable.  
II.1. Modèle analytique linéaire 
    Le modèle analytique le plus utilisé est sans conteste le modèle analytique basé sur une 
interpolation de l’inductance de phase [37,38,39]. Simple de mise en ouvre, il repose sur la 
connaissance de la variation de l’inductance d’une phase en fonction de la position du rotor, 
variation que l’on linéarise souvent pour une exploitation ultérieure aisée. 
 
 
                             (a)                                                                           (b) 
Figure II.1  Evolution de linductance ; a  (réal) et b (idéal supposant que la perméabilité relative 
est infinie ) en fonction de la position du Rotor 
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Figure II.2 Illustration des positions remarquables 
 
θ0,θ2 : plot statorique et rotorique en conjonction  
θ1        : plot statorique et rotorique en opposition 
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     Ainsi d’une forme quadratique représentative des effets de modulation d’entrefer, on passe 
à une forme linéaire ci-dessus illustrée que l’on peut facilement discrétiser. Cette 
simplification n’est cependant pas pénalisante et ceci d’autant si plus l’on considère une très 
forte perméabilité relative pour les matériaux exploités, la courbe réelle étant alors 
superposable au modèle retenu. 
 
 Dans le cas d’une machine bipolaire à une encoche par pôle et par phase représentée ci-
dessous, on se propose de déterminer à titre d’illustration de la méthode, le couple 
électromagnétique développé.  
 
Partant de la forme de l’inductance retenue, le calcul du flux embrassé par la bobine d’une 
phase est donné par l’expression : 
 
                                                  φniL c20 +=Φ                                                           (II.1.1) 
 
:cn  nombre de spires de la bobine d’une dent statorique 
 :φ  flux du au champ entre les dents statoriques et rotoriques 
L’expression du flux dans la zone recouverte par les dents statorique et rotorique est donnée 
par : 
                                               estks Bl
D
θρφ
2
)(=                                                         (II.1.2) 
      Avec :    0θθθρ −=)(  
Où stkl  et sD  sont respectivement  la longueur  et le diamètre actif de la machine, eB  
l’induction moyenne dans la zone d’entrefer de plus faible épaisseur. 
L’induction, sous l’hypothèse d’une perméabilité infinie du circuit ferromagnétique, 
s’écrivant en fonction du courant d’alimentation de valeur instantané i  sous la forme 
classique suivante : 
                                                   in
e
µ
B ce
0=                                                               (II.1.3) 
 
Par combinaison les relations (II.2.1), (II.2.2) et (II.2.3), on obtient : 
 
                                           iθρDln
e
µ
iL sstkc )(2
2 200 +=Φ                                        (II.1.4)                                
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                                                     iθL )(=Φ  
                                                                                            
La pente croissante de l’inductance est donnée alors directement par : 
 
                                                sstkc Dlne
µ
θd
θdL 20=)(                                                 (II.1.5) 
 
En régime quasi-statique à température constante, considérant l’alimentation d’une phase à 
courant i donné, la différentielle de l’enthalpie libre magnétostatique, cette enthalpie exprime 
l’état magnétique globale du système étudié,  s’écrit comme suit : 
 
                                      did.dG a ϕ−θγ=                                                    (II.1.6) 
Où γa est le moment du couple s’exerçant sur le rotor tandis que  la  machine alimentée à 
courant constant. A l’équilibre le couple électromagnétique γ qu’exerce le stator sur le noyau 
rotorique est compensé par le couple extérieur γa ce qui donne la relation suivante : 
 
                                       
θ
θi
θ
Giθγ
iθ ∂
∂
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

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

∂
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−=
)(),(
,
L2
2
1                                          (II.1.7) 
 
À l’aide de l’équation (II.2.5), on obtient la formulation finale du couple produit par une seule 
phase : 
                                            220
2
1 iDln
e
µ
iθγ sstkc=),(                                               (II.1.8) 
 
Le modèle linéaire approché de l’inductance, conduit donc facilement au couple 
électromagnétique développé par la machine. Cependant, il occulte les effets de non linéarité 
dus à la saturation des circuits ferromagnétiques souvent prépondérants dans les machines à 
aimantation induite ainsi que les caractéristiques intrinsèques des matériaux utilisés. 
Certaines améliorations du modèle, basées sur une approximation du flux en fonction du 
courant et de la position, ont été proposées pour tenir compte de la saturation [40,41]. Les 
résultats sont satisfaisants mais la méthode alourdit considérablement les calculs et diminue 
partiellement l’intérêt de l’approche proposée en conception. En outre, dans tous les cas, cette 
approche s’affranchit de la géométrie réelle de la structure (forme des plots rotoriques et 
statoriques). 
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II.2. Modèle magnétique par schéma électrique équivalent (réluctances)  
    Cette  méthode repose sur le calcul du circuit magnétique équivalent de la machine étudiée 
en régime linéaire. Dans cette approche analytique, la culasse statorique est divisée en autant 
de zones qu’il y a de plots statoriques. La figure (II.3) montre les 3 zones  relatives à la moitié 
de la structure. La culasse rotorique, par analogie, comporte un nombre de zones égal au 
nombre de plots rotoriques (4 dans note cas d’étude). 
 
       
 
 
 
 
 
 
 
Figure II.3 Zone dinduction supposée homogène 
 
 L’induction étant supposée homogène dans toutes les zones, à partir du courant en fonction 
du temps, l’évolution du flux et par la suite l’évolution du module de l’induction  en fonction 
de la position du rotor peuvent être déterminées par l’application du théorème d’Ampère. La 
problématique principale consiste donc à définir le réseau de réluctance constitutives du 
circuit que l’on peut représenter en première approche comme suit : 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure II.4 Réseau de réluctance 
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φ
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Dans ce circuit, on distingue csR et crR  qui sont respectivement les réluctances, constantes, des 
culasses statoriques et rotoriques et dsR , drR  et eR  les réluctances des dents statorique, 
rotorique et d’entrefer fonction de la position relative du rotor par rapport au stator. A noter 
que seule la surface des dents statoriques et rotoriques en vis-à-vis  est prise en compte pour le 
calcul des réluctances définies à position θ donnée. A titre d’exemple les relations ci-dessous  
sont associées aux réluctances calculées à θ = 0θ ( position d’opposition)[42] :  
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Le calcul des réluctances permet alors de remonter à l’induction magnétique dans les 
différentes parties de la machine ainsi qu’à l’inductance globale d’une phase.  
 
     Plusieurs travaux [43],[46] se sont focalisés sur la définition d’un modèle non linéaire de la 
MRV à partir d’une discrétisation plus fine de la machine en fonction des zones de saturation 
sollicitées dans le processus de conversion électromagnétique de l’énergie. Dans ce type de 
modèle un réseau plus complexe de réluctances mises en série et parallèle est combiné aux 
caractéristiques linéaires ou saturées des zones ferromagnétiques qu’elles représentent. Le 
calcul de ces réluctances relève dans ce cas d’un compromis entre théorie et relations 
empiriques. Ce modèle qui a l’avantage de prendre en considération l'interaction mutuelle 
entre les phases et les non-linéarités nécessite de connaître précisément la géométrie de la 
machine et le cycle d’hystérésis des matériaux ferromagnétiques constitutifs de la structure.  
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II.3. Modèle numérique par éléments finis   
      Lorsqu’il s’agit de déterminer les caractéristiques de la machine à aimantation induite  en 
situation de fonctionnement réaliste, les hypothèses du modèle simplifié sont mises en défaut 
car elles ne tiennent pas compte de la saturation des matériaux ferromagnétiques. Dans ces 
conditions les approches numériques basées sur la méthode des éléments ou des volumes finis 
en 2D et 3D restent à ce jour les plus fiables en prenant en compte la géométrie réelle de la 
machine et les non linéarité des matériaux de manière locale. Rappelons que dans ce type 
d’approche, un soin particulier doit être apporté à l’étape de discrétisation du domaine d’étude 
qui constitue un facteur déterminant pour la validité et la précision de la résolution du système 
aux dérivées partielles non linéaires représentatif du système étudié [44 ,45]. Les outils de 
calculs de champs par éléments finis, associés à des mailleurs automatiques permettant la 
mise en œuvre de méthodes de calcul auto adaptatif, donnent aujourd’hui une 
prédétermination fiable des caractéristiques électromagnétiques des machines électriques. 
Cependant, le temps de calcul nécessaire à cette étude reste souvent encore très lourd pour 
une optimisation globale de la structure complète [41].    
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III. Modélisation analytique de la machine à aimantation induite 
 
III.1. Principe de la modélisation et hypothèses de travail 
 
     Si les modèles présentés précédemment concourent à des résultats relativement 
satisfaisants et assez représentatifs de l’état de la machine étudiée à un instant donné, ils 
conservent prioritairement un aspect fonctionnel qui ne se prête pas aussi bien à la 
problématique de la conception. Par ailleurs la prise en compte des effets de non linéarité due 
à l’anisotropie géométrique ou à la saturation des matériaux requiert généralement une 
discrétisation de la structure. Celle-ci alourdit le modèle et ne permet pas une vision globale 
de la conversion électromécanique de l’énergie inhérente à l’interaction mise en jeu dans les 
machines à aimantation induite. Dans ces conditions l’approche préconisée dans notre étude 
vise à développer un modèle analytique basé sur la résolution des équations du champ. Ce 
modèle s’appuie sur une vision plus globale de la machine tout en tenant compte 
explicitement des phénomènes physiques agissant à l’échelle locale, de sa géométrie et des 
matériaux qui la constituent[47].   
 
Basée sur le traitement analytique des équations du champ en deux dimensions, cette 
approche a été largement exploitée dans le domaine des machines à aimants permanents. 
Grâce au concept « d’aimantation induite » introduit au chapitre I (§ I.1), nous nous 
proposons d’élargir son champ d’application au cas des machines à réluctance variable. A 
cette fin, la méthodologie développée nécessite l’imposition d’hypothèses de travail fondée 
sur une structure de référence cylindrique et multipolaire schématisée sur la figure II.5. Au 
stade actuel du développement du modèle, seule la saillance rotorique sera prise en compte 
 
 
 
 
 
 
 
 
                                                            Chapitre II   Modélisation analytique des machines à aimantation induite 
 59
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure II.5 Structure de référence 
 
Ainsi, la machine de référence considérée est supposée invariante par translation selon 0z et 
constituée d’une succession de couches concentriques d’épaisseur et de perméabilité donnée 
au sein desquelles sont distribuées les sources du champ. Afin de simplifier les calculs et 
d’aboutir à un modèle exploitable, on suppose en outre que la culasse externe est caractérisée 
par une perméabilité supposée très grande devant celle de l’air. 
 
III.1.1. Source de champ statorique 
L’unique source de champ « produite » relative à l’armature polyphasée disposée au stator de 
la machine étudiée est assimilée à un système de courants superficiels distribués de manière 
sinusoïdale selon une densité linéique donnée par : 
∑ θ=α−θ=αθ
=λ
λλ
m
SSSS )t(i).(c)psin(K),(k
1
                                                     (II.3.1) 
                            
où )(tcλ  désigne la fonction de répartition spatiale de conducteurs associés à chacune des 
phases parcourues par le courant  iλ(t). La combinaison spatio-temporelle des densités de 
a
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e
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courants associés aux différentes phases du bobinage  se ramène dans notre cas d’étude à une 
distribution de courants superficiels d’amplitude SK  accolés à l’alésage. 
III.1.2. Aimantation induite 
Le milieu polarisable constituant le rotor développe, sous l’action des sources statoriques, une 
polarisation magnétique induite iJ . Compte tenu de l’anisotropie du rotor, l’axe qui supporte 
cette polarisation induite est susceptible d’être décalé par rapport à celui du champ, ce qui est 
à l’origine des effets électromécaniques recherchés. Contrairement au cas de la machine à 
aimants permanents cette polarisation magnétique n’est pas connue a priori. La détermination 
de cette inconnue suppose l’introduction d’une contrainte supplémentaire associée à la loi de 
polarisation (anisotrope) du milieu rotorique. Afin de simplifier le problème en première 
approche, nous conviendrons que cette polarisation se ramène à une densité linéique de 
courants fictifs  distribués en surface du rotor et donnée par :  
 
)sin(),( RRRR αθpKαθk −=  
III.2. Equation du potentiel vecteur 
Dans l’approximation des états quasi stationnaires, la modélisation s’appuie sur les équations 
de Maxwell : 
                                                         jHrot
rr
=                                                               (II.3.2) 
                                                         0=divB                                                                (II.3.3) 
Où jetBH   ,  représentent, respectivement, les vecteurs champ magnétique, l’induction et la 
densité de courant volumique. Rappelons que la divergence de B permet de définir le potentiel 
vecteur A  tel que : 
                                                       ArotB
rr
=                                                                    (II.3.4) 
 
Ces lois générales de l’électromagnétisme doivent être complétées par les lois constitutives du 
milieu considéré. Considérant plus particulièrement les matériaux ferromagnétiques 
représentatifs de la machine à aimantation induite, on donne la relation suivante pour le milieu 
polarisable anisotrope supposé linéaire : 
 
                                                       iJHB
rrr
+= 0µ                                                           (II.3.5) 
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Où iJ  représente la polarisation induite  qui constitue dans notre cas d’étude une inconnue du 
problème. 
 
Les équations II.3.1, II.3.3 et II.3.4 associées à la condition de jauge de Coulomb (div A=0), 
permettent alors d’écrire la relation suivante : 
 
                                            iJtrojµAtrotro
rrrrrr
+= 0                                                         (II.3.6) 
soit : 
                                                    iJtrojµA
rrrr
−−= 0∆                                                       (II.3.7) 
Où ∆  : désigne l’opérateur laplacien. 
     0µ  : désigne, de manière générale, la perméabilité du vide assimilée à celle de l’air ou des 
conducteurs de cuivre. 
 
L’armature polyphasée de courants statoriques étant ramenée à une densité de courants 
superficiels, la densité du courant volumique j  est  considérée comme nulle et l’équation 
générale de base s’écrit comme suit : 
 
                                                      iJtroA
rrr
−=∆                                                               (II.3.8) 
  
Dans le système de coordonnées cylindriques ),,( zr θ , l’équation scalaire, formulée en terme 
de potentiel vecteur A , régissant la distribution du champ magnétique dans la cavité est :   
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irJ  , θiJ  représentent respectivement les composantes radiale et tangentielle de 
l’aimantation induite. 
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III.3. Méthodes de résolution 
Pour résoudre l’équation II.3.9 dans la structure de référence considérée, deux méthodes 
peuvent être appliquées : 
 
• La première consiste à traiter le problème d’une façon globale en tenant compte 
conjointement de l’ensemble des sources en présence ; 
• La deuxième méthode que nous adopterons par la suite consiste à appliquer le 
théorème de superposition sur le champ magnétique d’excitation en scindant la 
structure en deux domaines d’étude caractéristiques. Dans un premier temps on se 
propose de résoudre l’équation uniquement en tenant compte du stator à la 
périphérie duquel est distribuée une couche de courants superficiels,  la cavité étant 
vidée de son noyau ferromagnétique. Dans un second temps, on considère 
l’ensemble  rotor-entrefer, en l’absence des courants. La résolution du problème 
complet consiste alors à sommer les champs magnétiques d’excitation 
précédemment obtenus, en tenant compte de la relation supplémentaire fournie par la 
loi de polarisation induite du milieu rotorique.  
 
III.4. Résolution de l’équation générale par le théorème de superposition  
III.4.1.  Champ crée dans une cavité par une couche de courants superficiels 
III.4.1.a. Forme analytique du potentiel A 
     La structure se résume dans cette  première étape de calcul à un cylindre de rayon 
d’alésage a autour duquel est accolée une couche de courants superficiels dont on connaît la 
densité ks(θ). En l’absence de noyau magnétique, cette distribution de courants crée dans la 
cavité un champ d’excitation magnétique sH porté par un axe ( soy ), dont l’intensité 
s’identifie à l’amplitude de la densité linéique de courant sK . Ainsi, reprenant l’équation 
(II.3.9) la solution donnée sous la forme (annexe II) :  
       )sincos)((),( θpνθpνrνrνθrA qqpq
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∑                                       (II.3.10)    
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doit être entièrement définie, les constantes réelles ,,,, qqqq 4321 νννν  et, p  constituant les 
inconnues du problème.  
 
    Nous remarquons que l’expression précédente fait apparaître les contributions relatives aux 
différents harmoniques d’espace, de rang p, contenus dans la distribution spatiale des sources 
du champ. Lorsque ces sources sont à répartition sinusoïdale, p s’identifie alors au nombre de 
paire de pôles de la structure magnétique [49]. 
Par ailleurs le caractère fini du potentiel scalaire A en tout point de la cavité impose 
nécessairement que la constante 2ν soit nulle. La solution donnée en II.3.10 se simplifie et se 
réduit à l’expression suivante :  
 
                  )sincos(),( θpνθpνrθrA qqp 431 +=                                                   (II.3.11)                        
     
A titre d’illustration, la figure ci-dessous représente les lignes de champ résultantes pour une 
structure à deux paires de pôles. 
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                Figure II.6 Représentation des lignes de champ pour une structure à 2 paires de pôles  
 
        sOX  : axe polaire de référence 
         OZ  : axe de révolution  
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          a    : rayon d’alésage de la cavité 
          Sα  : angle entre (OYs) de la bobine équivalente et l’axe statorique de référence (OXs) 
 
III.4.1.b. Condition de passage à linterface entrefer culasse 
 
La conservation de la composante tangentielle du champ H, impose, sachant que la 
perméabilité supposée infinie de la culasse conduit à un champ magnétique d’excitation H nul 
dans cette zone : 
                                        )(θkH sθ −=1                                                                      (II.3.12) 
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III.4.1.c. Résolution 
 
Après application de la condition de passage, l’identification des constantes u3ν et u4ν  donne 
les résultats suivants : 
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                                                                        (II.3.13)                  
 
 
En conséquence de quoi l’expression du potentiel vecteur dans toute la cavité en l’absence le 
noyau  sera la suivante : 
                                 )sin(
.
),( ssp
p
pK
ap
rrA αθµθ −=
− 011                                      (II.3.14) 
 
Par dérivation, nous trouvons les composantes radiale et tangentielle de B en tout point de la 
cavité (fig.II.7).        
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III.4.1.d. Validation la première solution  
    Ce premier calcul a fait l’objet d’une validation sur la structure bipolaire précitée. Un 
couche de courants superficiels dont la densité linéique kS(θ) a été discrétisée de façon à se 
rapprocher au mieux d’une répartition spatiale sinusoïdale. Une simulation 2D par logiciel de 
calcul du champ (EFCAD) a permis de déterminer et de visualiser le champ magnétique 
d’excitation comme suit :  
 
              
Figure II.7 Carte du champ magnétique dexcitation crée dans une cavité par une distribution 
spatiale sinusoïdale de courants superficiels. 
 
Cette  structure étant  caractérisée par les donnés suivantes : 
 
Charge linéique (Ks) Rayon de cavité (a) Rayon considéré (r)     nbr paires de pôles 
(p) 
51.1510 3  A/m 23 mm 22.4 mm 2 
 
 
r
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La comparaison entre calcul analytique sur la solution déterminée et simulation numérique 
donne les courbes suivantes :  
                                                                                                                    
                         Figure II.8 Comparaison entre calcul analytique et simulation 
 
Les très faibles écarts (inférieurs en moyenne à 3.5%) entre calcul et simulation valide de 
façon très satisfaisante la solution analytique déterminée. 
 
III.4.2. Expression du potentiel A dans une cavité comportant un noyau ferromagnétique 
polarisé 
III.4.2.a. Forme analytique du potentiel A 
     Dans ce cas, la structure est constituée de deux cylindres concentriques. Le cylindre 
externe de rayon d’alésage a est constitué d’un matériau ferromagnétique de perméabilité 
supposée très grande devant celle de l’air. Le cylindre interne de rayon a-e est constitué d’un 
noyau ferromagnétique où règne une polarisation iJ .Conformément aux conditions de 
passage énoncées dans le paragraphe III.4.1.b, l’aimantation sera ramenée à une densité de 
courants superficiels distribués à la surface du cylindre interne dont la densité linéïque 
s’exprime comme suit  [47] : 
   )sin(),( RRθiRR αθpKµ
J
αθk −=−=
0
                                                                  (II.3.16) 
  )/( mAK R  : charge linéique induite au rotor 
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Figure II. 9 Structure considérée pour la résolution à champ stator nul 
 
      Afin de simplifier le problème, nous supposerons que le champ de polarisation iJ est à 
rotationnel nul, si bien que la source rotorique est formellement équivalente à une densité de 
courants superficiels. Dans ce cas nous posons:  
 
                                                       0
rr
=iJrot                                                             (II.3.17) 
                       
Dans ce contexte, il convient de poser une distribution spatiale de Ji appropriée. Sachant que 
cette distribution doit être périodique à l’image du champ créé par les sources statoriques, les 
composantes radiale et tangentielle peuvent s’écrire comme suit : 
 
              
θprgJ ir cos)(=               et         θprfJ θi sin)(=                                                  (II.3.18) 
 
On se propose dans ce cas de poser pour les fonctions )( rg  et )( rf  : 
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rf i=)(                                              (II.3.19) 
Ce qui assure 0
rr
=iJrot . 
 
Finalement l’équation (II.3.8)  se conserve: 
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Les solutions dans les zones (2 et 3) étant de la forme : 
     )sincos)((),( θpνθpνrνrνθrA qqpq
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q 432
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− ∑                                     (II.3.21) 
 
Dans le noyau central (zone 3), le potentiel vecteur doit être fini en tout point soit 
 
      )sincos(),( θνθνθ pprrA p 43333 +=                                                             (II.3.22) 
 
Tandis que dans l’entrefer (zone 2) le potentiel vecteur  s’écrit : 
 
     )sincos)((),( θpνθpνrνrνθrA pp 423222122 ++= −+                                       (II.3.23)             
 
III.4.2.b. Condition de passage à linterface noyau central- entrefer  et entrefer-
culasse 
La conservation des composantes radiales de l’induction impose les conditions de passage 
suivantes :  
 
  
earear
AA
−=−=






∂
∂
=





∂
∂
θθ
32                                                                                (II.3.24) 
 
Concernant la composante tangentielle de H, on pose en vertu de l’analogie courants 
surfaciques-aimantation induite : 
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23                                              (II.3.25) 
 
La présence de la culasse externe de rayon d’alésage a et dont la perméabilité relative est 
supposée très grande devant celle de l’air implique la relation suivante : 
 
  02 =





∂
∂
=arr
A                                                                                                           (II.3.26) 
 
III.4.2.c. Solutions analytiques finales 
À partir de ces conditions, nous pouvons déduire dans un premier temps les constantes 33ν , 
43ν  : 
 
 [ ] RpepepR αχχpa
Kµ
ν sin)()( −+
−
−+−−= 11
1
0
33 11
2
                                                  (II.3.27) 
 [ ] RpepepR αχχpa
Kµ
ν cos)()( −+
−
−+−= 11
1
0
43 11
2
                                                    (II.3.28) 
 eχ  : Coefficient d’entrefer relatif 




 =
a
e
eχ . 
 
Le potentiel A3 dans le domaine  ear −≤≤0  s’écrit donc finalement: 
 
[ ] )sin()()(),( RpepeppR αθpχχrpa
Kµ
θrA −−+−= −+
−
11
1
0
3 11
2
                              (II.3.29) 
 
Ce qui donne les composantes radiale et tangentielle de l’induction suivantes : 
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                        (II.3.30)      
 
Concernant le potentiel dans l’entrefer on aboutit aux formulations suivantes : 
                                                            Chapitre II   Modélisation analytique des machines à aimantation induite 
 70
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                               (II.3.31) 
 
Soit :  
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     Une analyse de ce résultat permet de constater que la valeur de la composante tangentielle 
est faible par rapport à la composante radiale (qui ne représente que 1% de la composante 
radiale). Cela se confirme sur la figure II.11, où les lignes de champ magnétiques dans 
l’entrefer, en présence du noyau magnétique sont à 99% radiale à la surface du noyau 
rotorique. 
III.4.3. Synthèse 
     Le champ d’excitation magnétique HS cré par la distribution de courants superficiels 
distribués sur l’alésage de la machine se superpose en tout point de la cavité au champ 
magnétique d’excitation HR sous l’effet de la polarisation induite produite par le noyau 
central. Dans le noyau central, on peut donc formuler le champ magnétique d’excitation total 
Ht comme suit :  
 
                 SRt HHH
rrr
+=     (II.3.33) 
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Figure II.10 Structure schématique regroupant les deux solutions 
 
OYR : axe du champ  rotorique 
OYS : axe du champ statorique 
 
Ce qui donne finalement : 
dans le milieu polarisé ear −≤≤0  
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dans l’entrefer area ≤≤−  
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Par projection du  champ résultant  dans le noyau central sur les deux axes liés au rotor 
( RqRd XX , ), nous les composantes longitudinales et transversales suivantes :   
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     (II.3.36) 
      
   L’anisotropie  s’exerce également à l’échelle des propriétés magnétique locales du milieu 
rotorique si bien que les susceptibilités magnétiques dχ  et  qχ expriment la loi constitutive du 
milieu définie comme suit :  
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qqqi
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0
0                                                                           (II.3.37) 
 
La combinaison  les équations (II.3.36) et (II.3.37) permet de déduire la forme analytique de 
la polarisation magnétique induite selon les axes OxRd et OxRq : 
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Soit :  
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Vérifions que la polarisation magnétique induite dans le milieu ferromagnétique du rotor est 
proportionnelle à la charge linéique statorique )( sK , et que son amplitude varie en fonction 
du rayon rotorique, atteignant sa valeur maximale pour ar =  .  
D’autre part, on verifie bien que la polarisation induite calculée dans le cas particulier d’une 
structure bipolaire (p=1) s’identifie bien aux expressions données dans [47]. 
 
 
Les différentes formulations développées et en particulier le potentiel vecteur constituent la 
base de la caractérisation électromagnétique de la machine puisqu’elles vont nous conduire à 
la définition du flux dans l’entrefer, de la force électromotrice, et du couple électromagnétique 
développés par la machine. 
 
III.5. Calcul du flux dans l’entrefer et de la f.e.m aux bornes des enroulements 
statoriques 
III.5.1. Calcul de lenthalpie 
III.5.1.a. Formulation des caractéristiques électromagnétiques 
Afin d’accéder aux formulations analytiques du flux embrassé par les enroulements 
statoriques et au moment du couple exercé par l’armature statorique sur le noyau rotorique, il 
est nécessaire de calculer l’enthalpie libre magnétostatique dans la cavité de la structure 
considérée. Supposant que la structure fonctionne en régime quasi-statique à température 
constante, on peut écrire à l’équilibre : 
 
            αγ+ϕ−= λλ ddidG amag        (λ=1,3)      (II.40) 
avec  
λφ   : Flux embrassé par la bobine statorique de phase λ 
 iλ  : Courant traversant la bobine statorique λ 
γa : Moment du couple exercé sur l’arbre de sortie 
RSα  : Angle de rotation du rotor par rapport au stator 
 
Les propriétés de cette différentielle totale exacte permet tant de déduire: 
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- le moment du couple exercé par l’armature statorique sur le rotor, équilibré par le moment 
du couple exercé sur l’arbre de sortie, est donné par l’équation suivante : 
iRS
mag
a α
G
γγ 






∂
∂
−=−=   (II.3.41) 
- que le flux embrassé par la bobine de la phase λ exprimé par : 
 
RSαλ
mag
λ i
G
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

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
∂
∂
=  (II.3.42) 
 
 
III.5.1.b. Calcul de lenthalpie dans la cavité 
 
A position α donnée, l’enthalpie libre magnétostatique se résume à la formulation suivante :                        
  
( )
dvdHBG i
V
H
imag
c
.∫ ∫−=
0
     (II.3.43) 
avec Vc volume de la cavité 
En posant Vc=Ve+VR  
 
avec Ve : volume d’entrefer 
        VR : volume du noyau central 
 
On obtient : 
( ) ( ) ( )
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V
H
Ree
V
H
ei
V
H
imag dvdHBdvdHBdvdHBG
Rec
... ∫ ∫∫ ∫∫ ∫ +=−=
000
     (II.3.44) 
  
L’enthalpie magnétostatique se scinde donc en trois termes respectivement représentatifs de  
l’énergie propre associés au système de courant statorique, de l’énergie propre associée à 
l’aimantation induite et enfin de l’énergie propre d’interaction de l’aimant induit avec le 
champ statorique.  
Ainsi l’enthalpie libre magnétique s’exprime par : 
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où : :EH  champ dans l’entrefer  
    
           
III.6. Calcul du flux embrassé par la bobine statorique 
Le flux embrassé par la bobine statorique équivalente est donné par l’expression : 
RSαλ
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i
G
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
∂
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−=Φ  
Reprenant l’expression II.3.1. établissant le lien entre l’armature symétrique statorique et la 
distribution de courants superficiels ks, on peut écrire pour un système triphasé :  
 
                                              ( )∑
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12
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λλs tiθc
λK )(                                                         (II.3.46)                
Où :   
( ) )cos()( 03
21 βπλωλ +−−= tIti                                                                               (II.3.47) 
:0β  phase à l’origine  
    ( ) )sin()(
3
21 πλθqCθcλ −−=                                                                                     (II.3.48) 
Et donc I.CKs 2
3
=                                                                                                       (II.3.49) 
C (conducteur. 1−m ) : valeur maximale de densité linéique des conducteurs 
Dans ces conditions, le calcul mène au résultat final suivant dont les termes I11, I22, I33, I41 et 
I42 sont explicités en annexe(II.3) : 
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Ce qui donne pour l’inductance propre Lp : 
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                                                                                                                      (II.3.51) 
                                                                                                     
La connaissance du flux magnétique nous permet de déduire par dérivation temporelle, la  
f.e.m aux bornes du bobinage considéré.  
                                                                                                                                   (II.3.52) 
Où : SSS t β+ω=α  
 
III.7. Calcul du couple électromagnétique développé pour p=2 
Reprenant l’expression de l’enthalpie libre généralisée,  le moment du couple exercé par 
l’armature statorique sur le noyau central s’exprime comme suit :  
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   Soulignons que cette expression ne met en jeu que l’enthalpie généralisée d’interaction au 
sein de laquelle l’angle αRS exprimant la rotation du noyau central par rapport à l’armature 
statorique intervient : 
 
                ais VJHG ).(int −=                                                                                     (II.3.54) 
                       )cos(....)(. SRise ααJKhχaπ −−−= 22 1  
 
Où : 
aV  : Volume de la partie active du rotor 
 h  : Longueur active du rotor 
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Le moment du couple exercé par l’armature statorique sur le rotor est donné par : 
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=−= − 22 1                                    (II.3.55) 
 
   Il apparaît ainsi que la production d’un couple de moment constant est assujettie à une 
condition de synchronisme entre la vitesse du champ tournant statorique et la vitesse de 
rotation du moment magnétique rotorique : 
 
cteαα RS =−  ⇒  cteβtpβtω RSS =−−+ Ω   ⇒  ΩpωS =  
Dans ces conditions en posant βαα RSS =−  
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                                                                                                                                  (II.3.56) 
 
Cette expression est significative tant du point de vue du dimensionnement que du pilotage de 
la machine. Ainsi, nous remarquons, d’une part, que le moment du couple développé par la 
machine est proportionnel au volume occupé par son rotor, au carré de la  densité linéique de 
courants statoriques. D’autre part cette expression met directement en jeu l’anisotropie 
magnétique du rotor par la différence entre les susceptibilités magnétiques  χd (associée à 
l’axe direct d sur le repère rotorique (dq)) et χq (associée à l’axe en quadrature sur le repère 
rotorique (dq)).  Il est clair que plus la susceptibilité magnétique χd est grande devant la 
susceptibilité magnétique χq, plus le moment du couple sera élevé. La structure à double 
saillance apparaît dans ce contexte structurellement plus intéressante pour l’optimisation du 
couple vis-à-vis d’une structure à saillance simple. 
 
       Concernant le pilotage de la machine, celui-ci peut s’effectuer non seulement par 
l’amplitude du courant statorique mais aussi par le contrôle de l’angle de calage β qui permet 
en outre d’inverser le signe du couple et donc de passer (à sens de rotation de la machine fixe) 
d’un fonctionnement moteur à un fonctionnement générateur.  
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      Soulignons que la validité de l’expression obtenue demeure conditionnée par le fait que le 
milieu aimanté se comporte de manière linéaire. Dés lors que la machine est exploitée en 
régime saturé (ce qui sera fréquemment le cas en pratique), la dépendance d’ordre quadratique 
du couple vis- à vis de l’amplitude des courants statoriques s’efface progressivement, pour 
conduire finalement à un couple limite indépendant du courant lorsque les milieux aimantés 
constituant le circuit magnétique de la machine sont polarisés à saturation. 
 
IV. Résultat et Validation 
       Le modèle précédemment développé doit maintenant faire l’objet d’une validation. Dans 
cette optique, deux structures génériques de type machine à double saillance respectivement à 
4 et 6 plots rotoriques et une structure plus spécifique seront mises en œuvre. La validation 
des calculs antérieurs s’effectuera au travers des résultats obtenus à partir de l’expression du 
moment du couple développé confrontés aux résultats issus des simulations numériques sur 
logiciel de calcul du champ en 2D (EFCAD).  
 
IV.1. Validation sur une structure tétrapolaire  
      La première structure étudiée est une machine à réluctance variable à quatre plots 
rotoriques comportant à la périphérie interne de son stator une répartition sinusoïdale des 
conducteurs alimentés par un courant sinusoïdal que l’on assimilera à une densité linéique ks 
répartie  sur le rayon d’alésage a (cf Figure II.11). 
                                                                   Xd 
                                         
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure II.11 Structure à quatre plots rotoriques (p=2) 
Xq 
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       Le tableau ci-dessous regroupe les données dimensionnantes principales de la structure 
étudiée. 
 
sK   (A/m) a  (mm) e (mm) p h (mm) hauteur 
d’un pôle 
(mm) 
largeur 
d’un pôle 
(mm) 
31510.51  23 0.5 2 45 5.9 12.4 
Tableau II.1Données structurelles de la machine étudiée 
 
      Les quatre plots rotoriques définissent une anisotropie magnétique qu’il est au préalable 
nécessaire de préciser pour se ramener à un rotor cylindrique équivalent de susceptibilités 
magnétiques χd et χd distinctes. A cette fin, la procédure adoptée s’effectue en deux étapes.  
 
IV.1.1. Identification des susceptibilités magnétiques équivalentes χd et χd 
       Dans un premier temps, l’induction magnétique crée par la densité linéique ks est 
déterminée dans la cavité en l’absence du rotor via un logiciel de calcul du champ. Les 
valeurs de l’induction ainsi calculées aux centres des mailles discrétisant la cavité par rapport 
à un repère cylindrique statorique sont ramenées par changement de base sur un repère 
rotorique définit par les axes longitudinaux et transversaux illustrés sur la figure II.11: 
 
       Dans ce nouveau repère on lie le champ magnétique d’excitation au champ magnétique 
d’induction par les relations suivantes :  
                                                  




=
=
qq
dd
HµB
HµB
0
0                                                          (II.4.1) 
 
Afin d’obtenir une précision satisfaisante sur les valeurs des susceptibilités magnétiques 
équivalentes, il est nécessaire de discrétiser la cavité assez finement. Dans notre cas, la cavité 
a été scindée en une succession de couronnes d’épaisseur r/11.  
Le précédent calcul est réitéré en présence du rotor au sein duquel l’induction magnétique est 
définie par :  
 
                                                
iqqq
iddd
JHµB
JHµB
+=
+=
0
0                                                     (II.4.2) 
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 Sachant que les composantes  de la polarisation induite Ji sont définies dans le repère 
rotorique par : 
 
                                                 
qqiq
ddid
HχµJ
HχµJ
0
0
=
=
                                                        (II.4.3) 
   
  Nous obtenons les valeurs moyennes des susceptibilités magnétiques équivalentes dχ et qχ : 
                        
d
dd
d Hµ
HµB
χ
0
0−=                            
q
qq
q Hµ
HµB
χ
0
0−=                        (II.4.4) 
 
 
IV.1.2. Valeurs des susceptibilités magnétiques équivalentes sur une structure à 
quatre plots rotoriques 
 
Les calculs ont permis d’identifier les susceptibilités magnétiques suivantes : 
 
sK   (A/m) a  (mm) e (mm) P h (mm) dχ  qχ  
31510.51  23 0.5 2 45 14.6 5.98 
   TableauII.2 Valeurs des susceptibilités magnétiques obtenues sur la structure tétrapolaire 
  
 
IV.1.3. Validation sur le couple électromagnétique 
 
Les résultats obtenus par le modèle analytique et les simulations numériques sur l’évolution 
du couple électromagnétique sur  ½ tour ont permis de tracer les courbes suivantes :  
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Figure II.12 Comparaison du couple électromagnétique entre modèle analytique et simulations 
numériques par éléments finis  pour une structure tétrapolaire 
 
    L’analyse de résultat précédente dénote une différence, en valeur moyenne,  de 14% entre 
modèle et simulations. Cette différence est toutefois acceptable, la simulation ne 
correspondant pas exactement aux considérations du calcul en ce qui concerne la forme du 
rotor. Ceci est répercuté sur la forme du couple comme on peut le voir sur  la figure (II.12).  
 
IV.2. Validation sur une structure octopolaire 
    La deuxième machine de validation est une structure à réluctance variable à 8 plots 
rotoriques représentée ci-dessous : 
 
 
Figure II.13 Structure de la machine étudiée 
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Les caractéristiques statoriques de cette machine sont identiques à celles de la première 
machine, les modifications étant situées sur la partie rotorique de façon à étudier leurs 
influences sur les susceptibilités magnétiques dχ et qχ . 
Le tableau suivant regroupe les données principales : 
sK   (A/m) a  (mm) e (mm) p h (mm) hauteur d’un 
pôle (mm) 
largeur d’un pôle 
(mm) 
31510.51  23 0.5 4 45 5.9 6.2 
Tableau II.3Données structurelles de la machine étudiée 
 
IV.2.1. Identification des susceptibilités magnétiques équivalentes 
La machine octopolaire est caractérisée par les susceptibilités magnétiques suivantes, qui 
comme on peut le constater ne diffèrent que très légèrement de la machine précédente : 
 
sK   (A/m) a  (mm) e (mm) P h (mm) dχ  qχ  
31510.51  23 0.5 4 45 14.95 6.22 
Tableau II.4 Valeurs des susceptibilités magnétiques obtenues sur la structure octopolaire 
 
IV.2.2. Validation sur le couple électromagnétique 
Les susceptibilités magnétiques ayant été calculées, la comparaison entre modèle 
analytique et simulations numériques peut être effectuée. Les résultats obtenus sur la 
détermination du couple électromagnétique ont conduit aux courbes suivantes : 
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Figure II.14 Comparaison entre modèle analytique et simulations sur la machine octopolaire 
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 La comparaison quantitative des tracés met en évidence une différence moyenne entre 
modèle et simulation de 20 %, ce qui reste satisfaisant au stade d’une modélisation physique 
simplifiée. Le modèle analytique présenté qui surestime le couple électromagnétique peut 
donc constituer un outil facilement exploitable en phase de prédimensionnement. Certes pour 
être pleinement prédictif, la formulation proposée devrait être avantageusement complétée 
d’une expression donnant les susceptibilités équivalentes en fonction des caractéristiques 
structurelles. 
 
IV.3.    Validation sur une structure spécifique 
    Afin de tirer parti du modèle sur des structures moins conventionnelles mais plus adaptées 
aux hypothèses adoptées, on se propose de reprendre la machine présentée dans le premier 
chapitre, qui revêt deux intérêts majeurs dans le cadre de notre étude. D’une part, sa structure 
rotorique complexe alternant matériau ferromagnétique et matériau amagnétique  semble 
particulièrement propice aux procédés de fabrication des machines à poudre magnétiques 
injectées. D’autre part, la forte divergence de forme entre l’axe longitudinal et l’axe 
transversal doit se caractériser par une différence optimale entre les susceptibilités 
magnétiques χd et χq, le feuilletage radial devant en effet plutôt favoriser  un champ 
longitudinal.  
Figure II.15 Structure à rotor feuilleté 
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Comparons,  le couple électromagnétique résultat en calcule avec le résultat de simulation sur  
cette structure à rotor feuilleté. Nous trouvons le résultat suivant :  
        
Figure II.16 Comparaison du  couple en calcul et  simulation, pour rotor un feuilleté 
 
Cette  figure montre qu’il y a une différence de moins de 5 % entre le couple calculé et celui 
obtenu par simulations, pour une structure qui possède les mêmes dimensions et la même 
densité de courant que la structure précédemment traitée (fig.II.8). En conséquence, nous 
observons une augmentation de la valeur du couple moyenne et une amélioration de la forme 
d’onde du couple. 
Ce résultat met clairement en évidence l’intérêt de l’approche analytique mise en avant, cette 
approche étant mieux adaptée par principe à la structure feuilletée (fig. II.12) comparée à la 
structure traditionnelle. 
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V. Conclusion du chapitre  
          Dans ce chapitre, une méthode de modélisation originale des machines à réluctance 
variable fondée sur la résolution analytique des équations du champ en deux dimensions a été 
présentée.  
Une brève analyse des approches classiquement employées dans le domaine a mis en 
évidence la disparité des degrés de finesse caractérisant d’une part, les modèles par schémas 
électriques équivalents au sein desquels les phénomènes sont abordés à l’échelle 
essentiellement globale et d’autre part, les représentations fondées sur l’analyse locale du 
champ électromagnétique dans la structure, techniques le plus souvent tributaires d’un 
traitement par simulation numérique. Or, face une démarche de conception, les modèles à 
caractère global démontrent rapidement leurs limites lorsqu’il s’agit de faire explicitement 
apparaître les dimensions et caractéristiques des objets étudiés, tandis que le caractère 
générique des représentations numériques, fondées sur une discrétisation du domaine d’étude, 
est par principe limité.  
En vue de faire émerger un point de vue « intermédiaire » fondé sur un modèle 
physique de taille raisonnable, les possibilités offertes par le calcul analytique du champ ont 
été mises à profit, conformément à la théorie générale proposée dans la référence [71]. Dans 
le cas de la machine à réluctance variable, c’est le concept d’aimantation induite qui permet 
de transposer les équations classiquement développées dans le domaine de la machine à 
aimant permanent. Ainsi la résolution analytique de l’équation de Poisson permet d’exprimer 
le champ dû au rotor en fonction de la polarisation induite. Cette dernière est liée, au champ 
d’excitation résultant de l’action conjointe des sources rotoriques et statoriques. Ainsi, en 
faisant intervenir les relations constitutives impliquant les susceptibilités magnétiques dans 
l’axe longitudinal et transversal du rotor, il est possible de déterminer la polarisation induite à 
partir de laquelle le problème électromagnétique est complètement résolu. La connaissance de 
la distribution du champ dans les différentes zones du domaine d’étude permet alors sans 
difficulté de déduire les grandeurs globales caractéristiques du fonctionnement de la machine 
(couple électromagnétique, force électromotrice et inductance). 
  Le modèle ainsi établi a été validé par simulations numériques en considérant trois 
structures distinctes. Les grandeurs caractéristiques ont donc peuvent être déterminées 
numériquement avant d’être introduies dans le modèle. Les comparaisons entre modèles 
                                                            Chapitre II   Modélisation analytique des machines à aimantation induite 
 86
analytiques et modèles numériques prouvent la pertinence de la méthode proposée, les écarts 
observés au niveau du couple restant inférieurs à 20%. Soulignons que dans le cas d’une 
machine à rotor géométriquement anisotrope le modèle n’est pas complètement prédictif en ce 
sens qu’il faut connaître le rapport des susceptibilités apparentes caractérisant l’anisotropie 
magnétique du rotor cylindrique équivalent. 
 Aussi bien que la méthode préconisée offre un champ d’investigation tout à fait 
prometteur pour la modélisation analytique des machines à réluctance variable, la 
représentation obtenue au stade actuel de l’étude n’est pas entièrement complète pour aborder 
l’étape de conception écrite au chapitre suivant. Pour mener à bien cette étape, une approche 
«  empirique » déduite des méthodes classiquement employée a été mise à profit. 
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Caractérisation  des prototypes développés 
en modes statique et dynamique 
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Caractérisation  des prototypes développés en modes statique et 
dynamique 
I. Introduction 
      Le précédent chapitre a jeté les bases d’une méthode d’étude analytique générale des 
machines à aimantation induite. A l’issue de ces considérations théoriques, le présent chapitre 
ouvre un volet expérimental visant à la définition et la caractérisation de prototypes de 
machines tournantes à réluctance variable. Afin de pouvoir évaluer dans une étude ultérieure, 
le potentiel des matériaux composites présentés au chapitre I dans le contexte d’une 
application haute vitesse, les prototypes réalisés se déclineront sous quatre configurations de 
géométrie et dimensions rigoureusement identiques, mais de matériaux constitutifs distincts. 
On s’attachera ainsi à caractériser successivement une configuration « tout tôle », une 
configuration « tout poudre », et deux configurations stator-rotor « hybrides ».  Selon une 
approche conventionnelle, l’étude menée au cours de ce chapitre se scinde en trois parties qui 
traiteront successivement du dimensionnement des prototypes, de leur caractérisation en mode 
statique et enfin de leur caractérisation en mode dynamique. 
      Dans un premier temps, le dimensionnement analytique des prototypes développés sera 
présenté sur la base d’une structure à réluctance variable de type 6 :4. Une attention 
particulière sera portée sur le choix de données dimensionnantes  dans le contexte des 
machines à haute vitesse. 
      Dans un second temps, les caractéristiques électromagnétiques des machines réalisées 
seront déterminées via, principalement, un ensemble de simulations numériques effectuées sur 
un logiciel de calcul du champ en 2D.  Ces simulations seront cependant accompagnées 
d’essais  en mode statique sur un banc de mesure approprié afin de caractériser au mieux les 
quatre configurations étudiées. On s’attachera ainsi dans cette phase à mener une étude 
comparative des niveaux de couple statique obtenus et des inductances de phase  qui jouent un 
rôle déterminant en régime dynamique. 
     Dédiée à la caractérisation en mode dynamique des prototypes, la quatrième et dernière 
partie combinera simulations numériques et expérimentations visant non seulement à tracer 
les courbes caractéristiques dans le plan couple vitesse, mais aussi à appréhender le 
comportement mécanique et thermique des machines fonctionnant en moyenne et haute 
vitesse.  
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II. Dimensionnement des prototypes  
II.1. Structure de référence et matériaux constitutifs 
  Guidé par la volonté d’évaluer la machine à aimantation induite à haute vitesse, la 
structure de référence développée se devait d’être avant tout simple et robuste. Par ailleurs, 
sachant que la montée en vitesse est tributaire de la limitation des pertes fer, la fréquence des 
courants d’alimentation doit être aussi faible que possible. Dans ces conditions, la structure de 
référence choisie est une machine à reluctance variable du type 6 : 4 dont la puissance 
nominale est de 1kVA pour une vitesse de base de 8000 tr/min en raison du moteur 
d’entraînement ultérieurement utilisé en phase de test (comme générateur). 
 
Figure III.1 Structure de référence retenue : machine à réluctance variable 6:4 
 
  Concernant les matériaux constitutifs, l’utilisation conjointe des poudres composites et 
des tôles devait être prise en compte. Deux types de matériaux ont dans ce contexte été 
sélectionnés, des tôles  fer-silicium 3.2% de 0.2mm d’épaisseur (Arcelor-N020) et des 
poudres magnétiques douces compressés en blocs de 120mm de diamètre (Quebec Metal 
Powder Limited-Atomet EM-1).  En vue de tester les matériaux dans des conditions 
d’utilisation multiples et d’en tirer profit au mieux sur une structure à aimantation induite, en 
combinant par exemple poudres et tôles, quatre configurations de machines seront 
envisagées : 
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Configuration Stator Rotor 
N°1 Tôles Tôles 
N°2 SMC SMC 
N°3 Tôles SMC 
N°4 SMC Tôles 
Tableau III. 1 Configurations des prototypes réalisés 
 
II.2. Dimensionnement  des prototypes 
       Le dimensionnement  des prototypes résulte de la méthodologie classique adoptée dans le 
domaine des machines à réluctances variables. Cette méthodologie associe des équations 
analytiques déduites du circuit magnétique équivalent à la structure et relations empiriques 
résultant d’une approche pragmatique et fiabilisée par l’expérience cumulée dans le domaine 
[52],[53]. Soulignons cependant que si dans l’ensemble des dimensions de la machine 
regroupées dans le tableau III.3 et des paramètres structurels des choix ont dus être au 
préalable effectués, ceux-ci ont été calqués sur les modèles usuellement exploités en 
aéronautique pour la haute vitesse.     
Paramètre Symbole 
Diamètre du stator 
sD  
Diamètre du rotor rD  
Longueur de l’empilage de tôles stkL  
Longueur de l’enveloppe eL  
Largeur du pôle statorique st  
Largeur du pôle rotorique rt  
Profondeur d’encoche statorique sd  
Profondeur d’encoche rotorique rd  
Epaisseur de culasse statorique sy  
Epaisseur de culasse statorique ry  
Diamètre de l’arbre shD  
Tableau III. 2 Ensemble des dimensions associées au prototype 
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II.2.1. Eléments de dimensionnement de la machine 
La grandeur  dimensionnante de référence est constituée du couple γ qui doit vérifier 
l’équation suivante : 
                                                                stkr LKDγ
2=                                                              (III.1) 
 
Le couple par unité de volume TRV vérifie alors l’équation suivante : 
                          
π
K
LD
γV
stkr
π
4TR 2
4
==                                                                        (III.2) 
Il peut également s’exprimer en fonction de la force tangentielle par unité de superficie 
balayée de rotor (σ ) : 
                                          σV 2TR =                                                                               (III.3) 
                 doù                
πσ
γLD stkr
22 = .                                                                             (III.4) 
Les valeurs de σ sont typiquement les suivantes : 
• pour les petits moteurs,σ  est compris entre 0,7.10-3 et 3,5.10-3  MPa ; 
• pour les moteurs intégral-hp, σ  est compris entre 3,5.10-3  et 13,8.10-3  MPa ; 
• pour les servomoteurs à rendement élevé, σ  est compris entre 6,9.10-3   et   
20,7.10-3   MPa, 
• pour les machines aérospatiales, σ  est compris entre 13,8.10-3 et 34,5.10-3 MPa ; 
• pour les grandes machines réfrigérées par un liquide, σ  est compris entre 68,9.10-3 
et 103,4.10-3 MPa. 
Dans notre cas, nous opterons pour σ  égal à 4,2.10-3MPa. 
 
Pour déterminer séparément le diamètre et la longueur de l’empilement de tôles, il est 
nécessaire de choisir le rapport stkr LDδ = qui sera égal à 1. 
 
Enfin on exploitera l’expression reliant la densité de courant nécessaire à l’obtention du 
couple à la valeur moyenne du champ  B  dans la culasse statorique [54] : 
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stkrencochei LDBAk
γmmAJ
.
.)/(
6-
2 102=                                                           (III.5)                                
 
Où ik est le coefficient de remplissage des encoches (de l’ordre de 30 à 40 %  pour le type de 
technologie de bobinage choisi).  
 
II.2.2. Dimensionnement de lenveloppe 
      La méthode la plus simple pour estimer le diamètre du stator est de se baser sur des 
valeurs typiques du rapport Dr/Ds. Pour une machine triphasée avec six pôles statoriques et 
quatre pôles rotoriques, le rapport Dr/Ds est typiquement de 0.5. Une valeur moindre tend à 
diminuer la section des pôles, en augmentant en conséquence la saturation des pôles. A 
l’inverse, pour des valeurs supérieures à 0.5, la largeur des encoches est réduite et complique 
le bobinage. La longueur de l’enveloppe Le est égale à la somme de la longueur des tôles 
empilées Lstk et de la  longueur des têtes de bobines. Or, cette dernière équivaut à 1.2 fois la 
largeur du pôle statorique ts. La longueur de l’enveloppe vérifie donc l’équation suivante : 
 
                               sstkohstke tLLLL 422 .+=+=                                                             (III.6) 
 
II.2.3. Calcul des dimensions internes                                       
II.2.3.a. Angle des pôles statoriques et rotoriques 
Le paramètre sβ  détermine la plage angulaire de production d’effort dans le mesure où l’arc 
polaire rotorique rβ  a une valeur supérieure à celle de l’arc polaire statorique sβ . 
Les angles des pôles statoriques et rotoriques doivent vérifier les trois conditions suivantes : 
                                    sr ββ ≥  ,  r
r
s βN
πβ −< 2 ,  
r
s qN
πβ 2≥                                           (III.7)                          
La dernière condition permet d’assurer la continuité du couple lors de la commutation. Pour 
minimiser le couple pulsatoire, il faut maximiser l’angle statorique mais ceci réduit la surface 
bobinable et augmente donc les pertes joule. Il faut donc trouver un compromis pour 
minimiser le couple plusatoire et les pertes Joule. Pour une machine 6/4, une valeur de l’angle 
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des pôles statoriques égale à 30° permet d’optimiser le rapport pertes Joule sur couple et 
l’angle des pôles rotoriques est typiquement de 32°. 
 
 
II.2.3.b. Largeur des pôles statoriques et rotoriques 
Les largeurs des pôles statoriques et rotoriques sont données par les équations suivantes : 
 
                                         )sin()(*
22
2 srs
β
eDt +=                                                       (III. 8) 
                                             )sin(*
22
2 srr
βDt =                                                              (III.9) 
                                                        
II.2.3.c. Profondeur dencoche rotorique  
La profondeur d'encoche rotorique (dr) vérifie l'équation suivante : 
                                      02
rDd rr −=                                                                                     (III.10) 
où r0 représente le rayon minimal du rotor. 
Une valeur guide de la profondeur d'encoche rotorique est égale à 
2
st . 
 
 
II.2.3.d. Epaisseur de la culasse rotorique  
 
L'épaisseur de la culasse rotorique (yr) doit être suffisante pour supporter le pic de flux 
rotorique sans saturer. Elle soit être au moins égale à 
2
rt  et de préférence supérieure de 20 à 
30 %. Une valeur guide est de rt3
2 . 
 
II.2.3.e. Diamètre de larbre 
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 Le diamètre de l’arbre est imposé par les choix précédents du diamètre du rotor, de la 
profondeur d’encoche rotorique et de l’épaisseur de la culasse rotorique. Mais, il doit être 
suffisant pour supporter le couple et la vitesse critique de la machine: 
 
                                                  )(2 rrrsh ydDD +−=                                                         (III.11)                       
 
II.2.3.f. Epaisseur de la culasse statorique 
L’épaisseur de la culasse statorique est sujette aux même contraintes que l’épaisseur de la 
culasse rotorique. Une valeur  de référence est de st)3/2( . 
 
II.2.3.g. Profondeur dencoche statorique 
 La profondeur d’encoche statorique est déterminée par le choix des autres dimensions du 
stator  
                                                 ))(2(
2
1
srss yeDDd +−−=                                              (III.12)                              
L’aire des encoches donnée par la relation suivante :  
                                 )tan()(
2
2
12
2 s
ssrsencoche
β
ddeDdπA +++=                                    (III.13)                
 
II.2.3.h. Epaisseur dentrefer 
      Le choix de la valeur de l’entrefer reste prépondérant, car elle influence fortement les 
performances électromagnétiques de la machine. L’augmentation du couple massique lié à la 
réduction de l’entrefer et ceci sans augmentation de la puissance des interrupteurs de 
convertisseur doit cependant tenir compte des contraintes mécaniques, de précision de 
centrage, d’usinage, du bruit acoustique généré [55]. Devant la relative méconnaissance de la 
tenue mécanique et du coefficient de dilatation thermique des SMC constitutifs d’un 
prototype, une marge de sécurité assurant une rotation sans risque à 8000tr/min a conduit à 
conserver une dimension d’entrefer plutôt grande de (0.5mm).  
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II.2.4. Synthèse du dimensionnement          
 Le tableau suivant retranscrit les dimensions des  prototypes réalisés: 
 
Paramètre Valeur (mm) 
Diamètre extérieur du stator 90 
Diamètre extérieur du rotor 45 
Longueur de l’empilage de tôles 45 
Longueur de l’enveloppe 73.6 
Largeur du pôle statorique 11.9 
Largeur du pôle rotorique 12.4 
Profondeur d’encoche statorique 14 
Profondeur d’encoche rotorique 5.9 
Epaisseur de culasse statorique 8 
Epaisseur de culasse statorique 8.3 
Diamètre de l’arbre 16.6 
Tableau III.3 Dimensions dun prototype 
 
Au final les prototypes réalisés se présentent en vue éclatée sous la forme suivante : 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure III.2 Vue éclatée des prototypes réalisés 
Poudres Tôles
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II.3. Calcul de la masse des parties actives des prototypes réalisés 
      Dans l’optique d’un calcul ultérieur des pertes fer et des pertes cuivre, le calcul de la 
masse des parties actives et conductrices de la machine sont indispensables. 
 
Nous calculons la masse du rotor et du stator, pour les deux types de matériaux considérables. 
En prenant en compte que la densité de la poudre (Atomet EM-1) vaut 7180 3/ mKg  et pour 
les tôles (N.O 20) égale à 7600 3/ mKg . 
 
Partie Formule Volume    
(m^3) 
Masse (Kg) 
config. (1) 
Masse (Kg) 
config. (2) 
Culasse du rotor 
stkLrr )..(
2
0
2
1 −π  2.992 
510−  0.227 0.214 
Dents du rotor  (4) stkrr Ldt ...4  1.317 510−  0.10 0.094 
Total rotor Culasse + dents 4.239 510−  0.322 0.304 
Axe du rotor 2.. shstk rL π  9.739
610−  0.074 0.074 
Culasse du stator 
stkLrr )..(
2
2
2
3 −π  9.274 
510−  0.70 0.665 
Dents du stator (6) stkss Ldt ...6  4.498 510−  0.341 0.323 
Total stator Culasse  + dents 1.3772 410−  1.04 0.989 
Prototype Stator + rotor 18.984 510−  1.436 1.367 
Tableau III 4 Masse des parties constitutives du rotor et du stator 
 
    Le résultat de calcul nous montre qu’il y a 5% de différence entre le poids du prototype en 
poudre et celui du prototype en tôles. Soulignons qu’à l’échelle des machines de grandes 
tailles, ce gain en masse induit par l’utilisation des poudres devient  plus significatif.  
 
III. Etude des prototypes en mode statique 
     Les prototypes ayant été développés, il s’agit maintenant de les caractériser. En vue de 
dresser une comparaison rigoureuse des quatre machines réalisées, une caractérisation en 
mode statique permettra tout d’abord de déterminer et analyser le champ régnant au sein de la 
machine considérée, ses inductances de phase, ses mutuelles inductances. Ces éléments 
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déterminants pour le fonctionnement dynamique seront tour à tour mis en comparaison pour 
les quatre configurations de machines étudiées que ce soit en régime de fonctionnement 
linéaire ou saturé. Dans un second temps, l’étude sera concentrée  sur le couple statique dont 
les amplitudes seront évaluées sur une grande plage de variation de courant. On pourra mettre 
ainsi en évidence les couples massiques spécifiques à chacune des configurations étudiées et 
dresser un premier bilan comparatif. 
 
III.1. Caractérisation du prototype « tout poudre » 
III.1.1. Niveaux du champ magnétique dans le prototype 
Pour une densité de courant égale à 8A/mm², les simulations numériques ont donné la carte de 
champ suivante :                                                                                                                                                   
 
Figure III.3 Carte de champ de la configuration (2) pour 2/8 mmAJ =  
 
Le niveau maximal de 1.4T dans les pôles statoriques assure la saturation de la machine dans 
le cas d’une configuration tout poudre.         
III.1.2. Simulation et mesure de linductance dune phase 
      Parmi les caractéristiques électromagnétiques fondamentales de la machine à réluctance 
variable, l’inductance propre d’une phase occupe une place privilégiée car elle est non 
seulement directement associée au couple statique en régime linéaire mais elle conditionne 
aussi l’équation électrique et le comportement dynamique dans tous les cas de 
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fonctionnement. Afin de tracer son évolution en fonction de la position du rotor, une phase de 
la machine a été alimentée sous 15A assurant un régime saturé de la machine. Les simulations 
numériques fournissent l’allure des inductances propres et des mutuelles inductances 
Nous aboutissons alors directement à l’allure des inductances propres aaL ,et des mutuelles 
inductances Mab et Mac. 
 
 
 
 
 
 
 
 
                                    (a)                                                                                            (b) 
Figure III.4 Allure de linductance propre et des  mutuelles inductances. 
 
Dans les machines à réluctance variable et double saillance, l’amplitude de l’inductance 
mutuelle est généralement faible, par rapport à celle de l’inductance propre. Dans le cas de la 
structure étudiée, elle représente à  peu prés  5% de l’inductance propre. Par conséquent, 
l’hypothèse de l’absence de couplage magnétique, est justifiée. 
Une comparaison entre mesure et simulation a été effectuée afin de valider le calcul 
numérique en configuration de régime linéaire (1A).  
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Figure III.5 Comparaison entre linductance calculée et mesurée 
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La comparaison des résultats valide complètement l’utilisation du logiciel en régime saturé 
pour les calculs ultérieurs.  
 
III.1.3. Mesure  du couple statique 
     Pour la mesure de mesure du couple statique, nous disposons d’un banc de couple illustré 
sur la figure ci-dessous. Ce banc comporte un moteur d’entraînement sur l’arbre duquel on 
accouple le rotor de la machine étudiée et un mandrin diviseur permettant de fonctionner pas à 
pas avec une résolution au dixième de degré. Le stator de la machine est fixé au bâti via un 
bras et un capteur de force de type jauge de contrainte afin d’accéder à la mesure du couple 
exercé par le rotor sur l’armature statorique. 
 
 
Figure III.6 Banc de mesure du couple statique 
 
Dans le cas d’un tracé du couple statique, la machine est alimentée en courant continu sur une 
phase et entraînée en rotation à faible vitesse (<10tr/min). La figure ci-dessous  montre 
l’évolution du couple, en fonction de la position angulaire du rotor, pour une alimentation en 
courant continu de 15A. 
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Figure III.7 Tracé du couple statique de la machine tout poudre 
 
Comme escompté, le couple électromagnétique est symétrique par rapport à la position de 
conjonction, positif lorsque l’inductance propre est croissante et négatif pour la pente 
décroissante.  
D’un point de vue quantitatif, la machine tout poudre développe en condition de régime saturé 
sous 15A un couple massique de 0.256 N.m/Kg. 
III.1.4. Caractérisation de la machine en régime linéaire et en régime saturé 
     Afin de tester l’effet de la non-linéarité des poudres sur les caractéristiques globales de la 
machine, une série d’essais a été menée du régime linéaire sous 5A au régime saturé sous 
20A. Chaque relevé de mesure intègre l’inductance propre d’une phase, les mutuelles 
inductances et le couple statique en fonction de la position du rotor.  
Figure III. 8  Evolution des inductances propres et des mutuelles inductances  en régime 
linéaire et en régime saturé 
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       Concernant l’inductance propre d’une phase, on constate que l’effet de la saturation du 
matériau est concentré sur les positions de conjonction et limité quantitativement à 6 % pour 
une variation de courant de 400% (5A->20A). 
        Par contre, nous remarquons que l’effet de la saturation est quasiment inexistant sur 
l’évolution de l’inductance mutuelle.  
 
S’agissant du couple statique, les courbes ci-dessous montrent l’effet de non linéarité dû à la 
saturation des circuits magnétiques, l’augmentation du niveau du couple étant 
progressivement restreinte lorsque le niveau de courant dépasse sa valeur nominale. Par 
conséquent il est essentiel de bien cibler le régime de fonctionnement nominal qui doit 
permettre d’atteindre des niveaux de couple attendus sans pour autant saturer abusivement la 
machine.  
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Figure III.9 Evolution de  couple statique en fonction de la position  
du rotor et de l’amplitude du courant d’excitation 
 
 
III.1.5.  Comparaison avec le modèle analytique 
 
       Sur la base des résultats expérimentaux obtenus, il est possible de chercher à valider le 
modèle physique élaboré au chapitre II. Cette validation très succincte a été menée sur la 
machine à réluctance variable de type 6/4 à circuit magnétique composite. En reprenant les 
valeurs de susceptibilité magnétique précédemment déterminées, cette comparaison entre 
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modèle analytique et relevés expérimentaux conduit aux résultats consignés dans le tableau 
suivant :  
 
 
 Modèle analytique Expérimentation 
Couple statique (valeur 
efficace) N.m 
0.35 0.32 
Tableau III 5  Comparaison entre le couple mesuré et le couple calculé à laide du modèle physique 
développé au chapitre II 
 
On constate une différence relative de 10% sur le couple électromagnétique développée par la 
machine. Ce faible écart confirme la validité du modèle physique élaboré bien qu’une analyse 
plus complète soit encore à mener en vue notamment de déterminer le domaine de validité du 
modèle.  
                                                                                 
III.2. Caractérisation du prototype en tôles 
III.2.1. Niveaux du champ magnétique dans le prototype 
Pour une densité de courant égale à 8A/mm², les simulations numériques ont donné la carte de 
champ suivante :                                                                                                                                                    
 
 
Figure III. 10 Carte de champ de la configuration tout tôles pour 2/8 mmAJ =    
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A même niveau de densité de courant, la configuration tout tôles génère une induction en 
moyenne supérieure de 15% à la configuration tout poudre. On peut noter que pour une 
augmentation de 100% de la perméabilité relative, l’augmentation des niveaux d’induction 
dans une configuration tout tôles reste somme toute assez limitée. 
III.2.2. Simulation et mesure de linductance dune phase                     
      L’inductance propre d’une phase et les inductances mutuelles sont calculées pour une  
alimentation en courant de 15A. Nous obtenons les courbes suivantes : 
 
 
 
 
 
 
 
Figure III. 11 Allure de linductance propre et des mutuelles.       
               
Les plages linéaires sur l’inductance propre montrent que pour un courant de 15A la machine 
fonctionne partiellement en régime linéaire alors que la configuration tout poudre est saturée 
sur toute sa plage de fonctionnement pour ce même courant. En revanche, les effets de 
saturation sont inexistants sur l’inductance mutuelle dont la valeur relative par rapport à 
l’inductance propre dépend majoritairement des aspects structurels. En effet à l’image de la 
configuration tout poudre l’inductance mutuelle ne représente que 1,5% de l’inductance 
propre. 
Une comparaison entre l’inductance en simulation et en expérimentation a été effuctuée sur la 
configuration (1). Nous observons une différence, par rapport à la position de conjonction, de  
15%. Mais cette différence reste inférieure à 10%. Elle peut être imputée aux sollicitations 
mécaniques de mise en forme, auxquelles sont soumises les tôles magnétiques qui affectent  
les caractéristiques magnétiques.  Cette différence sera répercutée sur le couple 
électromagnétique. 
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Figure III. 12 Comparaison entre linductance calculée et mesurée, pour I=1A 
 
III.2.3. Mesure du couple statique 
      Dans le cas du tracé du couple statique, la machine est alimentée en courant continu sur 
une phase et entraînée en rotation à très faible vitesse. La figure ci-dessous  montre 
l’évolution du couple, en fonction de la position angulaire du rotor, pour une alimentation en 
courant continu de 15A 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure III.13 Evolution du couple statique en fonction de position angulaire  
 
 D’un point de vue quantitatif, la machine « tout tôle » développe en condition de régime 
saturé sous 15A un couple massique de 0.291N.m/Kg. 
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III.3. Comparaison générale des quatre configurations  
      Après s’être précisément penché sur les caractéristiques intrinsèques des deux premiers 
prototypes développés, il devient nécessaire d’établir une petite synthèse comparative afin de 
bien cibler le potentiel des matériaux utilisés dans le contexte des interactions à aimantation 
induite. Dans ce contexte toutes les configurations de machines sont à considérer, incluant les 
machines combinant poudre et tôles. Ce paragraphe reprend donc la détermination des 
inductances propres et du couple statique pour les quatre configurations développées. D’un 
point de vue quantitatif, la configuration de base à partir de laquelle les comparaisons seront 
effectuées sera la configuration « tout tôle » n°1. 
III.3.1. Comparaison des inductances propres 
L’inductance propre qui est une fonction périodique de la position angulaire du rotor, 
dénote des différences marquées en fonction des matériaux utilisés comme on peut le 
constater sur les courbes suivantes.   
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          Figure III 14 Inductance propre pour les  4 configurations 
 
Configuration N°1 N°2 N°3 N°4 
Inductance (mH) 
longitudinale Ld 
4.17 2.285 3.86 3.02 
Inductance (mH) 
transversale Lq 
0.681 0.734 0.689 0.715 
Tableau III.6 Comparaison des inductances longitudinale et transversale pour les quatre 
configurations 
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Ainsi, si l’inductance transversale est logiquement identique pour les quatre configurations en 
raison de l’importance de l’épaisseur d’entrefer en position d’opposition, l’inductance 
longitudinale(valeur maximale) quant à elle varie de 45% entre une configuration « tout 
poudre » et une configuration tout tôles. Cet écart qui s’amenuise pour les configurations 
hybride (2) et (3), provient naturellement des différences observées sur les perméabilité 
relatives initiales qui sont de l’ordre du simple au double entre les poudres et les tôles. 
Soulignons que la perméabilité initiale correspond à la perméabilité définie à l’origine de la 
caractéristique de première aimantation. 
III.3.2. Comparaison expérimentale du couple statique 
     Pour une alimentation en courant continu de densité égale à 8A/mm², on relève sur une 
période mécanique le couple statique développé par les quatre configurations.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure III.15 Couple statique développé par les quatre configurations (J=8A/mm²) 
 
Configuration N°1 N°2 N°3 N°4 
Couple statique 
efficace (N.m) 
0.42 0.329 0.390 0.347 
Couple massique 
(N.m/Kg) 
0.291 0.256 0.290 0.264 
Diff.(N.m/Kg)par 
rapport conf.1 % 
 -12 -0.3 -9.2 
Tableau III 7 Comparaison des couples statique 
 
      Au regard des courbes et du tableau précédents, on peut constater des différences entre les 
deux premières configurations autant sur les formes de couple statique que sur leurs niveaux 
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maximums alors que les configurations hybrides donnent des résultats quasi-superposables. 
Ce dernier résultat nous permet de conclure qu’en matière de machine hybride, seule le 
rendement et les critères de fabrication seront à considérer pour le choix final. En revanche, la 
configuration « tout tôle » reste a priori sans conteste la machine la plus performante en terme 
de couple statique, et ceci à tous les égards, puisque l’on relève à la fois un niveau de couple 
massique supérieur de 12% à la  configuration « tout poudre » avec en sus des paliers à zone 
de couple maximal assez larges qui laissent présager des ondulations de couple moindres en 
régime de fonctionnement nominal. La forte perméabilité des tôles permet en effet de mieux 
canaliser le flux lorsque les pôles rotoriques s’alignent sur les pôles statoriques alors que les 
poudres n’arrivent pas à maintenir un niveau d’aimantation induite constant sur cette même 
plage de fonctionnement. Ceci étant, il faut noter que l’écart de couple entre une configuration 
« tout poudre » et une  configuration « tout tôle » ne permet pas de conclure définitivement 
quant au choix d’une structure. En effet, dans le contexte des applications  haute vitesse, la 
machine à aimantation induite doit se distinguer avant tout non seulement par son rendement 
et son échauffement et dans un contexte technico-économique plus large, aussi par ses 
processus de fabrication. Et à ce titre il faut rappeler que les poudres comportent des 
processus de fabrication qui permettent de moduler fortement les caractéristiques finales. 
Preuve en est faite sur les courbes suivantes par la comparaison de notre structure de référence 
sur deux échantillons de poudres différents.  
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Figure III.16  Comparaison du niveau de couple statique sur la structure de référence construite avec 
deux blocs de poudre différents 
 
                                         
 
                                   Chapitre III  Caractéristiques des prototypes développés en modes statique et dynamique 
 109
Le résultat de comparaison nous montre en effet une augmentation de 18% avec les poudres 
Somaloy550 ce qui ramène la configuration tout poudre au niveau de la configuration tout 
tôles.  
 
III.3.3. Comparaison expérimentale du couple statique du régime linéaire au régime 
saturé 
      Afin d’approfondir la comparaison des quatre configurations, une série d’essais ont été 
effectués sur une plage de fonctionnement allant du régime linéaire à un régime fortement 
saturé. Les résultats précédents démontrant une forte similarité de comportement sur le couple 
statique fourni entre les deux configurations hybrides, on se limitera à l’analyse des trois 
premières configurations. Pour trois niveaux de courant distincts, on trace les évolutions 
correspondantes du couple statique qui conduisent finalement aux courbes suivantes : 
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Figure III.17 Comparaison du couple statique entre les configurations « tout  poudre » et « tout tôle » 
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Figure III 18 Comparaison du couple statique entre la configuration «  tout tôle » et une configuration 
hybride 
 
D’un point de vue quantitatif, le tableau ci-dessous résume les principaux résultats. 
 
Courant (A) 5 10 15 
Couple config.1 (N.m) 0.0848 0.274 0.418 
Couple config.2 (N.m) 0.080 0.242 0.329 
Couple config.3 (N.m) 0.083 0.261 0.390 
Différence (2/1) % -5.7 -11.6 -23 
Différence (3/1) % -2.1 -4.7 -6.6 
Tableau III.8 Comparaison quantitative des valeurs efficace de couples statiques obtenus 
 
Ces résultats expérimentaux donnent un certain avantage à la configuration « tout tôle » avec 
un gain minimum de 2% sur la valeur efficace du couple. Notons en outre que les différences 
relatives sur le couple efficace diminuent avec l’amplitude du courant.  
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III.4. Conclusion 
      Si les comparaisons mettent en général en avant la configuration tout tôles, les différences 
observées  et relativement limitées, notamment sur les valeurs du couple statique, ne 
permettent pas au stade actuel de discriminer complètement les solutions tout poudre ou 
hybride. Preuve en a été faite via une comparaison sur deux machines construites avec des 
poudres magnétiques douces distinctes qui a mis en évidence la marge de manœuvre sur les 
caractéristiques finales obtenues.  Dans ce contexte, il est nécessaire de poursuivre l’étude par 
une comparaison des machines en mode de fonctionnement dynamique. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
                                         
 
                                   Chapitre III  Caractéristiques des prototypes développés en modes statique et dynamique 
 112
 
IV.  Etude des prototypes en mode dynamique  
 
     Consacrée à l’étude des quatre  prototypes en régime dynamique de fonctionnement 
moteur et générateur, la présente partie vise à dégager des critères comparatifs aptes à donner 
de façon concise des arguments en faveur de chacune des quatre configurations. Dans cette 
optique, après avoir brièvement présenté le banc de mesure dédié à cette étude, on s’attachera 
aux courbes caractéristiques en régime nominal, qui intégreront successivement les 
caractéristiques couple vitesse et couple-courant, ainsi que les courbes de rendement et de 
facteur de puissance. 
 
IV.1 Présentation du banc de mesure 
     Afin d’expérimenter les prototypes en régime de fonctionnement dynamique, un banc de 
mesure a été développé autour du prototype accouplé à un frein à hystérésis. En ce qui 
concerne l’alimentation des prototypes, on dispose d’un convertisseur de puissance contrôlé 
en courant et piloté via un PC à partir des données fournies par un synchro-résolveur accouplé 
à l’arbre de sortie des prototypes. Les circuits d’alimentation incluent un wattmètre numérique 
triphasé qui fournit les données nécessaires au calcul de la puissance absorbée. Au niveau de 
l’interface mécanique, le banc de mesure, du type Magtrol, est relié à un conditionneur 
permettant d’une part d’imposer à tout instant le couple résistant sur l’arbre de sortie de la 
machine et d’autre part de relever la puissance utile, la vitesse et le couple utile via un couple 
mètre intégré. Ce conditionneur ainsi que le wattmètre, sont reliés aux ports série d’un PC 
équipé d’une interface d’acquisition, de traitement et de visualisation (sous environnement 
labview) en temps réel des données récoltées. Un thermocouple collé sur les têtes de bobine 
permet enfin d’accéder à la température interne des machines testées.  
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Figure III.19  Vue générale du banc de mesure 
 
Excepté l’acquisition du banc de couple Magtrol, l’instrumentation et la définition spécifiques 
des modules constitutifs de ce banc réalisé au laboratoire pour notre étude lui confèrent les 
avantages suivants : 
- une alimentation des prototypes très souple qui permet d’imposer des formes et des niveaux 
de courant très variés. En effet le convertisseur est constitué de trois cartes de puissance 
indépendantes comportant chacune un bras d’onduleur à IGBT. Chacun de ces bras est muni 
d’une régulation en courant de type hystérésis via une sonde à effet hall et un petit circuit de 
régulation analogique. Les trois circuits de commande peuvent être, dans une première 
configuration, reliés via un bornier triple entrées directement à la sortie d’un PC permettant, à 
partir des données récoltées sur le synchro-résolveur, d’imposer des créneaux de courant avec 
déphasage choisi afin notamment de contrôler la machine en fonctionnement moteur ou 
générateur. Dans une seconde configuration, le bornier d’entrée du circuit de commande est 
relié à un générateur externe qui permet dans ce cas d’imposer une forme d’onde quelconque 
pour le courant d’alimentation ; 
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- un contrôleur DSP 6001 sur le conditionneur de couple permettant l’acquisition de données 
à haute résolution (couple utile, vitesse mécanique, puissance mécanique) et donc le tracé 
ultérieur de courbes caractéristiques d’excellente qualité ; 
- une interface graphique très complète fournit en temps réel toutes les mesures utiles 
récoltées sur les appareils de mesure. Ainsi, comme l’illustre la figure III.20, le couple utile, 
la vitesse mécanique mais aussi les courants de ligne efficace, le facteur de puissance, le 
rendement, la température sont simultanément affichés en temps réel.  Réalisée sous 
LabView, cette interface permet à tout moment le traitement et la sauvegarde des mesures 
disponibles sous forme de tableaux Excel.  
 
 
                                  Figure III.20 Interface graphique réalisée sous Labview 
 
IV.2 Caractérisation des prototypes fonctionnant en moteur       
IV.2.1 Caractéristiques Couple - Vitesse 
     La caractéristique Couple-Vitesse permet de délimiter clairement la plage de 
fonctionnement de la machine. Le protocole utilisé a consisté à alimenter la machine sous 
tension continue de 130V et à faire varier le couple résistant de la marche à vide sous une 
vitesse de rotation de 9000tr/min jusqu’à l’arrêt. Les résultats sont regroupés sur un même 
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plan afin de mettre en évidence les différences sur les performances obtenues pour les quatre 
configurations. 
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Figure III.21 Caractéristiques couple vitesse pour les quatre configurations  
 
D’un point de vue purement comportemental, on constate l’adéquation des courbes obtenues 
avec la théorie précédemment proposée. Ainsi reprenant l’expression du couple moyen  
comme suit : 
 
( ) 2
2
0
0
0
2
602
1
4 )/(
_
NπL
αUθθ
θd
dL
π
ZmC extmoye 





−=  
Où : 
 :m  nombre de phase de la machine,        :0α angle de décalage des courants, 
:0L  inductance minimale d’une phase,    )θθ( ext 0-  : angle désamorçage  
      :N  vitesse de rotation (tr/min),                 :2Z nombre de dents au rotor, 
 
On en déduit qu’à tension d’alimentation U  et angle de décalage des courants constants, le 
couple électromagnétique moyen d’un moteur à réluctance variable doit être inversement 
proportionnel au carré de la vitesse de rotation. Les courbes confirment bien  cette analyse. 
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Si l’on s’attache maintenant au point de vue comparatif, les courbes confirment pour l’instant 
la prédominance de la configuration tout tôles et ceci sur les trois zones de fonctionnement 
que l’on peut distinguer comme suit :   
- zone à faible couple résistant et vitesse constante. Cette zone de 
fonctionnement est plus large pour les configurations 1 et 3 d’environ 20% par rapport 
aux configurations 2 et 4 ; 
- zone à puissance constante sur laquelle on observe une décroissance de la 
vitesse. Cette zone est délimitée par les intervalles de vitesse suivants pour les quatre 
configurations : 
 
Configuration N° 1 N° 2 N°3 N° 4 
Intervalle de 
vitesse tr/min 
8750 - 4600 8650 - 4400 8700 - 4500 8750 - 4600 
Tableau III.9 Intervalles de variation de vitesse  
 
Il est intéressant de noter que les pentes de décroissance sont quasi-identiques pour les quatre 
configurations. En adoptant comme configuration de référence la configuration n°1, les 
différences relatives  en terme de plage de vitesse sur les quatre configurations sont 
répertoriées dans le tableau suivant :  
 
Configuration N°2 N° 3 N° 4 
Différence relative sur le couple  
par rapport à la config.1 (%) 
-11 -3 -8 
Tableau III 10 Ecarts relatifs de couple dynamique  entre la configuration tout tôles (1) et les autres 
configurations 
 
• zone à limitation de courant dans laquelle le courant est limité à sa valeur maximale de 
20A. Cette zone qui est délimitée par l’arrêt de la machine est en moyenne plus large 
de 10%, pour les configurations 1 et  
 
D’un point de vue global, il est intéressant de noter que si en fonctionnement statique les 
configurations hybrides ne se démarquent pas entre elles, en régime de fonctionnement 
dynamique elles se comportent de façons très distinctes. Ainsi, si la configuration hybride 
avec stator en tôles reste très proche de la configuration tout tôles, la configuration à stator 
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poudre se rapproche plus de la configuration tout poudre qui reste en retrait. Le 
fonctionnement en régime dynamique semble donc être  a priori fortement tributaire de la 
nature du stator. 
 
IV.2.2 Caractéristique Rendement - Vitesse 
   Suivant le même protocole que précédemment, on se propose de tracer l’évolution du 
rendement de la machine en fonction de la vitesse. 
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Figure III.22 Courbes de rendements en fonction de la vitesse de rotation pour les 4 configurations 
 
      L’analyse de ces courbes montre que le rendement des prototypes est quasi-constant sur 
une large plage de vitesse. Une forte chute apparaît en général en zone de basses vitesses et 
lorsque l’on dépasse la vitesse de base de la machine et que l’on atteint la gamme de 
survitesse. La zone de « stabilité » varie cependant quelque peu en fonction de la 
configuration considérée : 
 
Configuration N° 1 N°2 N° 3 N° 4 
Plage de stabilité (tr/min) 8700 - 7000 8000 - 5000 8500 - 5600 8300 - 5300 
Tableau III.11  Plage de stabilité de la caractéristique rendement  vitesse pour les quatre 
configurations  
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Il peut être aussi intéressant d’évaluer d’une part, au point de rendement maximal 
(8000tr/min), et d’autre part, sur la plage de rendement stable, les écarts entre la configuration 
de référence et les autres configurations.  
 
Configuration N°1 N°2 N°3 N°4 
Rendement à 8000 tr/min (%) 79 60 72 66 
Différence avec la configuration 1 (%)  -24 -8 -16 
Rend. moyenne (%) sur la zone stable 70 56 66 60 
Différence avec la configuration1 (%)  -20 -5.5 -14 
Tableau III.12 Comparaison des rendements pour les quatre configurations  
 
      Alors que la configuration tout poudre se caractérise par la plage de rendement stable la 
plus large, elle reste largement en retrait lorsqu’il s’agit de comparer les niveaux de 
rendement sur la globalité de la plage de fonctionnement. Compte tenu de la gamme de 
fréquence considérée (inférieur à 1Khz), ce résultat se superpose logiquement aux courbes de 
pertes massiques fournies par les constructeurs de matériaux ferromagnétiques. Ainsi, sachant 
que l’on reste dans une zone de fonctionnement pour laquelle les pertes massiques des tôles 
sont inférieures à celles de poudres magnétiques douces, le rendement de la machine tout  
tôles se place logiquement en position prédominante devant les autres configurations. Le 
faible écart observé entre la configuration 1 et la configuration 3 laisse à penser que le stator 
est le foyer principal des pertes de la machine à réluctance variable. Dans une optique 
d’optimisation de la structure, la conception du stator devra donc tout naturellement être 
l’objet d’une attention particulière.  
 
IV.2.3 Caractéristiques Couple - Courant 
      Dans le contexte d’une alimentation à courants imposés, les courbes couple-courant  
constituent une information complémentaire indispensable. Leur tracé s’est effectué sous le 
même protocole que précédemment. 
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Figure III.23 Couples électromagnétiques développés en fonction du courant dune phase pour les 4 
configurations         
        
Les courbes ci-dessous retranscrivent les résultats de l’étude en statique pour laquelle nous 
avions observé sur l’inductance par phase un niveau maximal pour la configuration tout tôles. 
Ceci étant si nous avions noté un écart de 31% sur les niveaux maximaux des inductances 
entre la configuration tout tôles et la configuration tout poudre, les courbes de couple-courant 
dénotent quant à eux des écarts sur les niveaux de couple entre les configurations qui restent 
limités à 15%. 
 
IV.2.4 Caractéristiques  Facteur de puissance - Puissance utile 
       Le facteur de puissance constitue par principe le point faible des machines à réluctance 
variable en raison de la puissance réactive mise en jeu pour l’obtention de « l’aimantation 
induite ». Dans ce contexte tout facteur concourant à son amélioration est à considérer et les 
types de matériaux utilisés dans la machine peuvent à ce titre jouer un rôle non négligeable.  
Les courbes suivantes permettent de quantifier les écarts générés entre les quatre 
configurations. 
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Figure III.24  Facteur de puissance en fonction de puissance  utile, pour les 4 configurations  
 
   Les résultats obtenus ne laissent pas apparaître de différences notables. Cependant, 
quantitativement, la configuration tout poudre se caractérise par un facteur de puissance de 
6% supérieur à la configuration tout tôles sur la plage de vitesse ne dépassant pas la vitesse de 
base. En zone de survitesse, cet écart croît jusqu’à 16%. Cette supériorité peut s’expliquer par 
une réaction d’induit plus faible dans le cas de la configuration tout poudre.  
 
 
IV.2.5 Conclusion 
        Les premiers résultats d’une expérimentation en mode dynamique confortent les 
conclusions que l’on a pu tirer de la caractérisation en mode statique à savoir que la 
configuration  tout tôles reste la plus performante avec des écarts de performances par rapport 
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aux autres configurations assez significatifs. Cependant il faut nuancer le propos par les 
observations suivantes : 
! La configuration tout poudre fournit un rendement stable sur une plus large plage 
de fonctionnement ; 
! En zone de survitesse la configuration  tout poudre se caractérise par un meilleur 
facteur de puissance ; 
! Les performances en mode dynamique sont fortement tributaires de la nature du 
stator siège principal des pertes de la machine ; 
! La configuration hybride à stator laminé constitue en mode de fonctionnement 
dynamique une solution alternative compte tenu du faible écart que l’on constate entre 
ses performances et celles de la machine tout tôles.   
 
 
IV.3 Etude caractéristique des prototypes  (1) et (2) en mode générateur 
IV.3.1 Introduction 
       Dans les applications hautes vitesses, les avantages potentiels de la machine à réluctance 
variable se manifestent autant lorsqu’on traite du moteur que du générateur à réluctance 
variable [56],[57]. Dans ce contexte, la comparaison des configurations de machines 
développées fonctionnant en générateur a permis de compléter l’étude développée. Afin de 
bien poser le problème revenons brièvement sur les principes de conversion et de pilotage des 
générateurs à réluctance variable dont l’expérimentation sur notre banc d’essais a nécessité 
quelques réaménagements. 
 
IV.3.2 Stratégie dalimentation 
       En mode de fonctionnement générateur, la machine à réluctance convertie son travail 
mécanique en énergie électrique  via une synchronisation appropriée des courants de phases  
avec la position du rotor [58]. Ainsi, pour générer un couple électromagnétique qui tend à 
s’opposer à la rotation du rotor, il faut alimenter chaque phase lorsqu’un pôle rotorique 
dépasse le ou les pôles statoriques qui lui sont associés comme l’illustrent les figures ci-
dessous : 
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Figure III.25 Stratégies dalimentation de la machine à réluctance variable fonctionnant en moteur ou 
générateur   
 
Le chronogramme du courant de phase associe une phase nécessaire de magnétisation du 
circuit  d’excitation (texc) amorcée généralement à l’approche d’une position de conjonction, à 
une phase de génération de puissance électrique (tgén) [59],[62].  
 
       De façon pratique, la stratégie d’alimentation consiste à piloter les bras du convertisseur 
de puissance en opposition de phase par rapport au pilotage en moteur. Si d’un point de vue 
expérimental, l’utilisation du synchro résolveur permet sans aucune modification préalable la 
stratégie préconisée, l’intégration de résistances de puissance sur le bus continu et de diode en 
anti-parallèle sur les IGBT ont été nécessaires pour permettre la récupération d’énergie.  
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Figure III. 26  Topologie du  convertisseur utilisé pour lexpérimentation de la machine à réluctance 
variable en mode de fonctionnement générateur 
 
Sur un intervalle de commutation,  la machine absorbe de l’énergie électrique via la source de 
courant continu, l’interrupteur Q2 étant en conduction  durant texc et renvoie de l'énergie vers 
la source  par la diode (D2) dans l'intervalle tgen, (Q1) étant ouvert. Notons que le temps 
d'excitation est égal au temps de génération, puisque la tension est la même  pour les deux 
séquences de fonctionnement. 
Certes cette topologie ne correspond pas à une configuration optimale, dont on pourra en 
trouver des exemples dans la littérature [60],[61]. Ceci nous permet cependant de tester assez 
facilement nos machines en mode générateur.        
      
IV.3.3 Détermination des forces électromotrices  
     Pour  l’étude du fonctionnement en générateur, la force électromotrice constitue un 
élément déterminant. C’est pourquoi, on se propose dans un premier temps de comparer par 
simulations les fem obtenues par les configurations tout tôles et tout poudre. Alimentées par 
un courant de densité égale à 8A/mm^2, les machines développent les fem suivantes : 
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Configuration (1) Configuration (2) 
 
 Figure III.27 Force électromotrice générées aux bornes d’une phase pour les configurations (1) et (2)  
              
D’amplitude supérieure de 17% à celle de la configuration tout poudre, la fem générée par la 
configuration tout tôles comporte cependant des taux d’harmoniques plus élevés. A l’image 
des résultats obtenus sur le couple statique ces différences se justifient logiquement par la 
perméabilité élevée des tôles qui canalise bien mieux les lignes de champs que les poudres 
composites. 
IV.3.4 Mesures des grandeurs électriques en mode générateur 
      Lors des expériences réalisées, les machines sont entraînées par un moteur asynchrone à 
8000tr/min et l’on mesure le courant et la tension sur le bus continu. La figure ci-dessous, 
nous montre la tension pour une vitesse de rotation de 8000tr/min avec un courant 
d’excitation de 3A.           
0
5
10
15
20
25
30
35
40
45
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45
angle de décalage de courants (deg.élec]
te
ns
io
n 
à 
vi
de
 (V
) config.(1)
config.(2)
 
Figure III.28 Tension continue (à vide) aux bornes de l’onduleur 
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La différence relative de 25% entre la configuration tout tôles et la configuration tout poudre 
confirme les résultats de simulation. Les taux d’harmoniques moins élevés faibles sur les 
poudres ne compensent pas l’infériorité de l’amplitude maximale des fem.  
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V. Conclusion 
         Le troisième chapitre a été consacré à une étude expérimentale comparative à l’aide 
d’une structure de machine à aimantation induite dont le circuit magnétique a été réalisé à 
partir de différents types de matériaux, feuilletés ou composites. La structure choisie 
correspond à une configuration de type 6/4. L’utilisation de circuits feuilletés ou composites 
au rotor ou au stator permet de disposer de quatre configurations différentes. 
 
        A l’aide de cette structure de référence, une première étude a concerné la caractérisation 
des machines en régime de fonctionnement statique (à l’arrêt). L’étude a conduit à la 
détermination des inductances longitudinales et transversales ainsi qu’au couple statique pour 
différentes amplitudes du courant d’alimentation. Les écarts relevés entre les configurations 
« tout tôle » et  « tout poudre »  sont assez significatifs du point de vue de l’inductance 
transversale (plus faible de 45% dans le cas des poudres) ainsi qu’en ce qui concerne la valeur 
efficace du couple (qui chute pour sa part de 23%). Cette diminution sensible caractéristique 
des performances électromécaniques est principalement due à la faible perméabilité des 
poudres. En revanche, la différence reste somme toute limitée si l’on considère le couple 
massique qui ne diminue que de 12%. Soulignons enfin l’intérêt de la configuration 
« hybride » prévoyant un stator en tôle et un rotor en poudre dont les caractéristiques 
principales sont très proches de celles de la configuration « tout tôle » (écarts relatifs sur les 
inductances et le couple compris entre 0.3% et 7%). 
 
       Le deuxième volet de l’étude comparative a concerné la caractérisation des machines  en 
régime dynamique.  Les résultats obtenus confirment en première approche les conclusions 
précédemment émises en faveur des tôles. Ainsi, en terme de couple dynamique (alimentation 
par des courants triphasés en créneaux), la configuration « tout poudre » fait apparaître une 
chute de 11% par rapport à la configuration « tout tôle », les différences se creusent lorsque 
l’on considère les courbes de rendement qui chutent d’environ 20% au point nominal. En 
revanche l’analyse du facteur de puissance inverse la tendance avec, sur la totalité de la plage 
de vitesse considérée, des valeurs de 6 à 16% supérieures à celles obtenues pour la 
configuration « tout tôle ». D’un point de vue plus global sur l’ensemble des mesures 
effectuées, la plage de variation observée est toujours bornée par les caractéristiques des 
configurations « tout poudre » et « tout tôles ». Une solution alternative peut dans ce contexte 
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résider dans l’exploitation de la configuration hybride qui constitue un réel compromis du 
point de vue du couple dynamique, du rendement et du facteur de puissance. 
 
      Cette étude expérimentale a principalement permis de quantifier au sein d’une même 
structure les écarts de performances résultants de l’exploitation de matériaux magnétiques 
différents. A priori, la substitution des matériaux laminés par des  poudres magnétiques au 
sein d’une structure de machine à réluctance variable conventionnelle, sans modification de 
géométrie,  ne constitue pas une solution véritablement pertinente du point de vue des 
performances électromécaniques. Il faut cependant noter que les dernières évolutions 
apportées sur les poudres magnétiques en terme de niveau de saturation notamment laissent à 
penser que le manque à gagner observé peut d’ores et déjà être réduit. D’autre part les 
comparaisons ont été menées en considérant des structures de géométrie identique. De ce fait 
les avantages associés à l’utilisation des poudres compressées n’ont pu être pleinement 
exploités à savoir que les circuits magnétiques à base de poudres sont susceptibles d’être 
optimisés en trois dimensions. 
 
       Afin de tirer profit aux mieux de ces avantages potentiels, il convient cependant, au 
préalable, d’analyser les pertes à l’origine des écarts significatifs observés entre la 
configuration « tout poudre » et la configuration « tout tôle ». L’étude du comportement 
thermique et mécanique constitue aussi en la matière une voie d’investigation indispensable 
pour appréhender en connaissance de cause de nouveaux concepts de machine tournante 
exploitant des matériaux composites. En conséquence la suite de l’étude propose une 
caractérisation in situ des matériaux magnétiques composites. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 129
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
CHAPITRE IV 
 
Caractérisation thermique, mécanique et pertes 
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Caractérisation thermique, mécanique et pertes 
 
I. Introduction 
 
       Le chapitre précédent consacré aux essais statiques et dynamiques des prototypes 
développés visait l’analyse des caractéristiques électriques globales des machines développées 
telles que, par exemple, le couple, le rendement ou le facteur de puissance. Les résultats 
analysés favorisent dans l’ensemble, que ce soit en mode de fonctionnement statique ou 
dynamique, l’utilisation des matériaux laminés et ne mettent pas pleinement en évidence les 
potentialités des poudres magnétiques douces. Dans ce contexte, une étude spécifique doit 
être menée afin de tirer parti au mieux des caractéristiques intrinsèques de ces matériaux. Eu 
égard aux critères comparatifs mentionnés au premier chapitre sur les caractéristiques des 
tôles et des poudres magnétiques douces, les aspects liés aux pertes, à l’échauffement et à la 
tenue mécanique doivent être considérés afin de parachever la comparaison entre les quatre 
configurations. Un volet vibratoire pourra aussi être intégré, et ceci d’autant plus que la 
machine à réluctance variable (à pôles commutés) souffre en général de vibrations 
relativement gênantes. 
      En conséquence ce chapitre sera divisé en trois parties qui traiteront successivement des 
pertes fer et des pertes Joule générées au sein des structures étudiées, des échauffements et 
des aspects mécaniques. Dans un premier temps, on distinguera les structures en tôles des 
structures en poudre pour la modélisation et la prédétermination des pertes fer et des pertes 
Joule. Une étude expérimentale complètera les réflexions préliminaires dans le contexte 
spécifique de la haute vitesse. Dans un second temps, on s’attachera à identifier les bénéfices 
de l’utilisation des poudres en matière de dissipation thermique au travers d’une étude 
purement expérimentale. Enfin, dans une troisième et dernière partie, simulations numériques 
et expérimentations spécifiques seront mises à profit pour, d’une part évaluer la tenue 
mécanique des matériaux au sein d’une machine à réluctance variable dans le cadre de la 
haute vitesse et d’autre part appréhender le comportement vibratoire des machines 
développées  
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II. Détermination des pertes fer et des pertes Joule 
II.1. Introduction 
 Malgré les efforts soutenus en recherche, la détermination des pertes dans les machines 
électriques reste d’actualité. Si les logiciels de simulation numériques ont considérablement 
apporté dans le domaine, le caractère prédictif des méthodes et outils disponibles repose 
encore sur une approche combinant théorie et relations empiriques. Ceci peut occulter des 
problèmes non négligeables sous certaines conditions de fonctionnement (variation du champ, 
saturation,…). En vue de l’étude comparative des matériaux utilisés au sein de nos prototypes, 
il s’agit, en particulier pour la détermination des pertes fer, de disposer d’une formulation 
simple et efficace, même si celle-ci se contente d’une détermination au premier ordre. Dans ce 
cadre, s’affranchissant d’une approche à l’échelle microscopique, l’observation des effets et 
des grandeurs physiques se fera au niveau macroscopique par l’intermédiaire des grandeurs 
magnétiques et électriques associées telles que le flux, le champ magnétique d’induction B, et 
la fréquence d’excitation et les dimensions de la structure (épaisseur  et longueur de culasse).    
L’exploitation de modèles analytiques bien connus et calibrés sur les matériaux constitutifs de 
nos machines constituera ainsi la base de nos raisonnements. 
      Par ailleurs compte tenu des formes de caractéristiques de rendement obtenues sur les 
quatre configurations de machines testées, et sur lesquelles on distinguait nettement deux 
zones délimitées par une vitesse de base, il convient d’élargir le calcul des pertes aux zones de 
survitesse. En conséquence la plage de fonctionnement considérée s’étendra à trois fois la 
vitesse de base.  
 
II.2. Modèle des pertes fer pour les circuits magnétiques en tôles 
      Parmi les multiples approches proposées dans le domaine du calcul des pertes fer, nous 
avons choisi de baser le calcul sur un modèle le plus générique possible qui regroupe les 
pertes par courant de Foucault et les pertes par Hystérésis[63]. Ce modèle en une même 
formulation cependant sur les hypothèses suivantes : 
! Le flux généré est identique dans les culasses statiques ; 
! Dans chaque partie constitutive de la machine, on ne considère que la composante 
prépondérante  du vecteur de l’induction ; 
! la variation de l’induction est de forme sinusoïdale.  
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La structure sera en outre scindée en quatre parties principales nommées comme suit : 
 
   a- Culasse stator   b- Denture stator    c- Denture rotor         d- Culasse rotor  
 
Le modèle est régi par l’équation analytique suivante : 
                   ( ) ( ) dt
dt
tdB
T
fBKBKmWP
T
phhfer
2
0
2
21
3 )(1/ ∫ 



+∆+∆= α                            (IV.1) 
Dans le cas d’une induction sinusoïdale, la formulation se simplifie pour aboutir à l’équation 
suivante : 
                      22221
3 242 fBfBKBKmW mpmhmh απ++= )()/P(                                (IV.2) 
Cette dernière formulation peut naturellement être simplifiée, le trio de coefficients se 
ramenant un doublet. 
                                   
∆B : variation maximale de l’induction 
F : fréquence associée à la variation de l’induction 
Bm : valeur moyenne de l’induction 
Kh1, Kh2, αp : cœfficients à calibrer en fonction du matériau utilisé 
 
    D’un point de vue phénoménologique, le premier terme de la formulation a trait aux pertes 
par hystérésis qui dépendent de l’excursion de l’induction tandis que le second terme 
retranscrit les pertes par courants de Foucault.  
Enfin, soulignons ici l’importance du mode d’alimentation adoptée qui fixe soit la valeur du 
champ d’excitation magnétique, soit l’amplitude de l’induction. Ainsi on distinguera la plage 
de fonctionnement de la machine contrôlée en courant de la plage de fonctionnement de la 
machine  contrôlée en tension. Concrètement, ces deux zones seront délimitées par la vitesse 
de base de la machine, le contrôle en courant n’opérant qu’en dessous de cette même vitesse. 
 
II.2.1. Exemple de prédétermination des coefficients 1hK , 2hK , pα  
     La détermination des trois coefficients passe nécessairement par l’exploitation des courbes 
caractéristiques du matériau fournies par le constructeur [63]. 
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Se plaçant dans un premier temps dans le contexte d’une induction sinusoïdale, l’équation de 
référence sera ramenée à la formule suivante :  
 
                2222
3 24)/P( fBfBKmW mpmh απ+=                                                             (IV .3) 
 
                                  
fB
fBP
K
m
mpv
h 2
222
2 4
2 απ−ρ
=                                                              (IV. 4) 
 
:P  Pertes en KgW / , pour mB donnée (1T ou 1.5T) et à f donnée (50Hz,400Hz) 
vρ  : Masse volumique en 
3/ mKg . 
 
Le coefficient αp ne requiert quant à lui que la connaissance de l’épaisseur des tôles ainsi que 
leur résistivité, conformément à la formule:  
                                            
ρ
=α
12
2
p
p
e
                                                                                (IV.5) 
     :pe Épaisseur des tôles 
:ρ  Résistivité (en m.Ω ) 
 
Appliquée aux tôles (NO20) utilisées dans les prototypes, la méthode d’identification des 
coefficients donne les résultats suivants à fréquence et induction fixées :  
 
                            0067.0=α p , mΩ=ρ
−810.52 , 3/7600 mKgv =ρ  
 
 
 
           
 
 
 
             Tableau IV. 1 Evolution du coefficient 2hK en fonction de la fréquence et de l’induction 
F(Hz) Bm (T) Kh2 
400 0.5 75.73 
400 1 70.3 
400 1.5 83.8 
F(Hz) Bm (T) Kh2 
50 0.5 57.68 
50 1 45.52 
50 1.5 47.52 
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Appliqué au prototype tout tôles, le modèle conduit aux résultats suivants : 
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Figure IV. 1 Pertes fer dans la configuration (1) en fonction de la fréquence à induction donnée 
 
     Ces résultats montrent d’une part, à partir des deux zones de croissance du niveau des 
pertes bien apparentes sur la figure, combien il est nécessaire d’étudier le fonctionnement des 
machines sur une large plage de vitesse. D’autre part,  il conviendra de tester les machines 
sous des forts niveaux de courants afin d’atteindre le seuil critique au niveau des pertes de 
1.5T dans les culasses. Nous observons en effet qu’une augmentation de 50% du niveau 
d’induction dans les tôles conduit sous une fréquence de 1Khz à un facteur multiplicatif de 3 
au niveau des pertes fer. 
II.2.2. Analyse de la variation de l’induction dans les différentes parties de la machine  
Afin d’exploiter le modèle des pertes sur l’ensemble de la structure considérée, il est donc au 
préalable nécessaire d’identifier les variations de l’induction dans chaque partie constitutive 
de la machine et ceci quelque soit le mode d’alimentation utilisé. 
! Dans les dents stator, le flux est uni-directionnel, la variation maximale de l’induction 
est alors liée à la variation maximale du flux. La fréquence des grandeurs magnétiques est 
celle des grandeurs électriques et les variations dans le temps de l’induction sont 
directement liées à la tension d’alimentation.  
! Dans la culasse stator, le flux est bidirectionnel, l’induction varie donc entre deux 
valeurs opposées liées à la moitié du flux imposé dans les bobinages. Compte tenu, de la 
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combinaison des demi-flux émis par les différentes phases, l’induction est non nulle sur 
toute la période électrique. La fréquence des grandeurs magnétiques est celle des 
grandeurs électriques. 
! Dans la denture rotor, le flux est bi-directionnel. En effet, le flux traversant une dent 
du rotor est alternativement entrant ou sortant. Les variations de l’induction dues au 
pilotage de la machine sont directement proportionnelles à la tension d’alimentation et ont 
une durée de 
p
2π .  
! Dans la culasse rotor, les évolutions de l’induction sont similaires à celles de la culasse 
statorique. 
II.2.3. Pertes fer pour une alimentation contrôlée en courant 
Dans ce cadre d’alimentation, les variations de l’induction sont déterminées à partir du cycle 
d’évolution du flux embrassé par une bobine dans le plan (ϕ,ni) lors d’une période électrique. 
Ce cycle est délimité par les deux courbes )(nIϕ  pour les deux postions remarquables de la 
machine et par la valeur maximale des forces magnétomotrices imposée maxnI .  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure IV. 2 Réseau flux- forces magnétomotrices et image de l’énergie convertie par cycle. 
 
Considérant les variations extrêmes du flux dans chaque partie constitutive de la machine, on 
en déduit les équations analytiques de la variation de l’induction associée. 
Le tableau ci-dessous regroupe les différentes formulations associées au quatre parties de la 
machine : 
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Tableau IV. 2.Expressions des variations d’induction et  des pertes spécifiques dans les quatre parties 
constitutives de la machine pour une alimentation contrôlée en courant 
 
Appliqué au prototype tout tôles, pour lesquelles nous avons identifié en régime de 
fonctionnement non sinusoïdal les coefficients suivants : 
 
                                  51 =hK      582 =hK      0067.0=α p  
 
La modélisation conduit aux résultats retranscrits sur la figure ci-dessous :  
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Figure IV. 3 Calcul les pertes fer dans  la configuration 1  pour une alimentation contrôlée en  
courant 
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L’analyse de la répartition des pertes fer nous  montre que 73% d’entre elles sont produites au 
stator dont 54% dans la culasse et 19% dans les dents. Les 27% restant se situent donc au 
rotor avec 18% dans la culasse et 9% dans les pôles. Par ailleurs on remarquera que si, a 
priori, la vitesse de rotation influe peu sur les pertes générées dans les pôles et la culasse 
rotoriques, elle constitue un facteur de premier ordre pour les pertes dans les parties 
statoriques. 
II.2.4. Pertes fer pour une alimentation par le convertisseur avec des tensions en 
créneaux 
Dans le contexte d’une alimentation en créneaux de tension, les pertes spécifiques sont régies 
par l’équation suivante : 
        [ ] 2222213 4)(()/P( fBfBKBKmW mpmhmh απ++=                                        (IV.6) 
 
Considérant indépendamment chaque partie de la machine, la principale difficulté consiste à 
déterminer la valeur de l’induction moyenne à partir du flux moyen dont l’expression est 
donnée par :  
                                                        T
n
U
m α=ϕ                                                            (IV.7) 
       :U  tension d’alimentation continue 
        :n  nombre total de spires 
       :T période de signal 
       :α rapport cyclique 
 
Dans ce cas le flux dans toutes les parties est triangulaire. L’induction moyenne dans les 
différentes parties est régie par les expressions suivantes : 
 
Partie Culasse stator Dent stator Culasse rotor Dents rotor 
mB  
stks
m
Ly2
ϕ  
stks
m
Lt
ϕ
 
stkr
m
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ϕ
 
stkr
m
Lt2
ϕ
 
                               Tableau IV. 3 Expressions de l’induction moyenne dans les 4 parties de la machine 
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Le résultat du calcul est présenté sur la figure suivante : 
Figure IV. 4 Calcul les pertes fer dans les différentes parties de  la configuration 1  pour une 
alimentation en créneaux de tension, la tension continue est  de 130V  
 
II.2.5. Influence de l’épaisseur des tôles sur les pertes fer  
      A titre indicatif, il peut être intéressant d’évaluer l’influence de l’épaisseur des tôles sur 
les pertes fer au sein d’une structure opérationnelle. Sur la base de trois échantillons de tôles 
Fer-Silicium (N.O) d’épaisseur respectives 0.5mm, 0.35mm et 0.2mm, les pertes fer générées 
au sein de la configuration de machine tout tôles sont calculées sur la base de la formulation  
IV.1 : 
 
Epaisseur des 
tôles (mm) 
1hK  2hK  pα  Pertes fer en sinus à 
50Hz, 1.5T en (W/Kg) 
Pertes fer en sinus à 
400Hz, 1T en (W/Kg) 
0.2 5 58 0.0067 3.63 15.52 
0.35 5 40 0.022 4.79 18.09 
0.5 12 90 0.065 6.52 47.22 
    Tableau IV. 4 Evolution des pertes fer en fonction de l’épaisseur des tôles  
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Calculées à induction fixe sur une large plage de fréquence, les pertes fer évoluent de la façon 
suivante : 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure IV. 5 Pertes fer en fonction de la fréquence et de l’épaisseur de la configuration 1 à 1T 
 
 
 
      Il est indéniable (le résultat est connu depuis longtemps) que la diminution de l’épaisseur 
des tôles permet de diminuer les pertes fer. Cependant si dans les fréquences inférieures à 
200hz, ce gain ne justifie pas forcement l’augmentation de coût dû à l’investissement de tôles 
de très faible épaisseur, il est clair que dans le domaine des hautes fréquences l’exploitation 
de tôles de forte épaisseur est à proscrire et ceci d’autant plus dans les machines à réluctance 
variable. Ces résultats sont à rapprocher des conclusions émises sur la comparaison des quatre 
configurations en mode de fonctionnement dynamique. En effet, les écarts observés sur ces 
courbes laissent à penser qu’en terme de rendement, les configurations à poudre seraient 
équivalentes voire supérieures à une configuration comportant des tôles d’épaisseur plus 
courante (0.35 ou 0.5mm).  
 
II.2.6. Validation du modèle analytique des pertes fer 
 
      Afin de valider le modèle analytique élaboré, des mesures ont été effectuées sur la 
configuration « tout  tôles ». L’expérimentation a consisté à alimenter la machine en fixant 
son courant de ligne à une valeur efficace de 7A. 
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Figure IV.6 Comparaison des pertes fer entre mesures et modèle analytique 
 
Les écarts relatifs entre les mesures et les estimations restent en moyenne inférieurs à 10% ce 
qui permet de valider le modèle analytique calibré et exploité. 
 
II.3. Modèle de pertes fer pour les circuits magnétiques en poudre magnétique  
     Si la littérature scientifique est abondante sur les modèles analytiques des pertes associés à 
l’utilisation des tôles, il n’en est pas de même pour les structures intégrant des poudres 
magnétiques douces. Dans ce contexte, parmi les approches génériques, notre choix s’est 
porté sur le modèle de  Steinmetz [64] dont la formulation conduit à la relation bien connue : 
 
                                                      yXmemag BfCMP ...=                                   ( IV. 8) 
avec : 
B : valeur de l’induction maximale 
F : fréquence des courants d’alimentation 
Me : masse de l’échantillon 
Cm, x, y  : coefficients calculés à partir des caractéristiques du matériau 
 
Par interpolation des courbes de mesures des pertes massiques fournies par le constructeur il 
est possible d’identifier les coefficients associés aux formulations des pertes, mais 
uniquement à fréquence ou induction fixées. A titre d’exemple, pour les poudres utilisées dans 
nos prototypes, nous avons successivement interpolé les fonctions associées aux pertes à 
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induction fixe et fréquence variable d’une part, et à fréquence fixe et induction variable 
d’autre part.  Les résultats obtenus sont présentés dans les tableaux 5 et 6. 
 
Induction (T) Equation 
0.5 027.105507.0 fPm =  
1 12.10914.0 fPm =  
Tableau IV. 5 Pertes à induction constante dans le matériau ATOMET1 
 
Fréquence (Hz) Equation 
60 62.1982.10 BPm =  
400 64.1048.77 BPm =  
1000  765.197.217 BPm =  
Tableau IV. 6 Pertes à fréquence constante dans le matériau ATOMET EM_1 
 
Par combinaison des deux réseaux de courbes nous obtenons la fonction analytique globale 
qui permet de tracer les caractéristiques suivantes : 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure IV. 6 Pertes fer en fonction de  la fréquence, pour la config.(2) 
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II.3.1. Comparaison des pertes fer sur les quatre prototypes développés 
Sur la base des modèles précédemment présentés, une comparaison du niveau des pertes 
fer générées dans les quatre prototypes de machines a été menée. Les calculs ont été effectués 
pour une alimentation des machines par des courants sinusoïdaux sur une large plage de 
fréquence et ont conduits aux  tracés des courbes suivantes : 
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Figure IV. 7 Pertes fer calculées en fonction de fréquence pour les 4 prototypes  sous 1T  
 
D’un point de vue comparatif, les différences relatives sur les niveaux de pertes ont été 
déterminées aux fréquences minimales et maximales inférieures comme suit :  
Tableau IV. 7 Différences relatives sur les pertes fer pour les quatre configurations par rapport à la 
configuration « tout tôles »  
 
Il est indéniable au vu des ces résultats que les poudres ne sont pas a priori en mesure de 
concurrencer les tôles de très faible épaisseur. Cependant une même étude menée sur des tôles 
de référence de 0.5mm peut mener, comme l’illustre le graphe ci-dessous, à des conclusions 
plus nuancées.  
 
 
Configuration N°2 N° 3 N°4 
A 50Hz /config.1 + 0,88% + 53% + 85% 
A 1kHz /config.1 + 0,72% + 23% + 65% 
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Figure IV. 8 Pertes fer calculées pour les configurations « tout tôles » avec une épaisseur de 0.5mm 
et « tout poudre » Atomet EM_1 
  
En effet il apparaît un seuil de fréquence au delà de laquelle la configuration « tout 
poudre » génère moins de pertes fer que la configuration « tout  tôle ». Cette observation tend 
à confirmer l’intérêt d’exploiter les poudres magnétiques à hautes fréquences. 
 
II.4. Mesure des pertes fer 
      Si les modèles analytiques permettent d’appréhender les niveaux de pertes au premier 
ordre et constituent un outil précieux lorsqu’il s’agit de mener, par exemple, une étude 
comparative l’expérimentation reste en la matière incontournable pour déterminer 
précisément les pertes générées au sein d’une structure. Considérant en outre que les 
traitements de mise en forme des matériaux ferromagnétiques lors de la construction des 
machines modifient sensiblement leurs caractéristiques intrinsèques, une série d’essais 
spécifique devient indispensable pour évaluer ces pertes de manière fiable. Dans ce cadre, 
notre approche a consisté à effectuer successivement des essais en mode statique, des essais 
en mode dynamique à vide et des essais en mode dynamique en charge. 
II.4.1. Essais statiques 
     Lors de cette première série d’essais, une phase de l’actionneur est alimentée et le rotor 
bloqué en position de conjonction de façon à ce que les pertes soient maximales. La machine 
est soit alimentée sous tension constante soit contrôlée en courant. 
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II.4.1.a. Alimentation en courants sinusoïdaux 
 
     La tension d’alimentation  sinusoïdale est paramétrée en amplitude et en fréquence. Sur 
une plage de fréquence correspondant à deux fois la vitesse nominale, les relevés de la 
puissance absorbée conduisent pour les quatre configurations de machine aux réseaux de 
courbes suivants après discrimination par calcul des pertes Joules et des pertes Fer : 
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Figure IV. 9 Pertes fer  et pertes Joule sur une phase de la machine sous tension 90V. 
 
    D’un point de vue comportemental, les deux zones de fonctionnement distinctes se 
justifient par la limitation de courant qui impose une amplitude de courant jusqu’à une 
certaine valeur de la fréquence. IL est clair que dans cette plage de fréquence, la configuration 
tout tôles bénéficie du plus faible taux de pertes et qu’il faut compter en moyenne un facteur 
multiplicatif de 3 entre cette configuration et la configuration tout poudre. 
 
II.4.1.b. Alimentation en créneaux de  courant  
 
Lors de cette série d’essais le courant est imposé sous forme de créneaux et contrôlé en 
amplitude. L’amplitude du courant est fixée dans un premier temps à 1.8A et dans un second 
temps à 3A avec un rapport cyclique de 33% sous une tension constante de 190V. 
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 Figure IV. 10 Pertes  fer sur une phase pour une alimentation en créneaux de courant 
 
     L’analyse de ces courbes dénote une tendance intéressante en faveur des poudres. En effet 
ces dernières se caractérisent par une pente de croissance la plus faible et bien que le niveau 
des pertes soit à basse fréquence très supérieur à celui de la configuration tout tôles, les écarts 
diminuent avec la fréquence. Le tableau ci-dessous illustre quantitativement cette tendance : 
Fréq.-courant N°2 N° 3 N°4 
200hz-1.8A + 77% + 43% + 72% 
200hhz-3A + 76% + 45% + 73% 
2Khz-1.8A + 55% + 13% + 54% 
1.5Khz-3A + 65%         + 35 + 62% 
Tableau IV. 8 Différences relatives entre les pertes sur la configuration tout tôles et les autres 
configurations 
A ce stade de l’étude, on notera que les configurations hybrides restent attractives à tous les 
niveaux et peuvent constituer une solution alternative entre coût et performances. 
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II.4.2. Mesure en dynamique 
II.4.2.a. Essais en charge 
      Les essais en charge s’effectuent à vitesse constante égale à 3000tr/min et courant 
variable. La machine est accouplée au banc de mesure à couple imposé. Les paramètres 
influents sur les pertes fer et les pertes Joule sont, dans ce contexte la tension d’alimentation 
et le courant de ligne. 
Les résultats des mesures effectuées sur les configurations (1) et (2) sont présentés sur les 
figures suivantes :   
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Figure IV. 11 Pertes Joule et pertes fer en fonction de  courant de  phase  à 3000tr/min constante. 
 
      Cette première série d’essais démontre la supériorité des tôles lorsqu’il s’agit d’opérer à 
vitesse constante sous un courant variable. Mais effectuée à fréquence constante, cette 
expérimentation n’est pas représentative des contraintes de fonctionnement auxquelles a priori 
les poudres sont susceptibles de répondre de façon satisfaisante. Dans contexte une série 
d’essais  a été menée à vitesse variable. 
Essai en dynamique, en appliquant un couple résistant jusqu’à l’arrêt. 
 
 
 
                                                                           Chapitre IV   Caractérisations thermique, mécanique et pertes   
 148
  
Configuration « tout tôle » Configuration « tout poudre » 
 
Figure IV. 12 Pertes fer et pertes Joule pour les configurations « tout tôle » et « tout poudre » sous 
une tension continue de 130V 
 
II.4.2.b. Fonctionnement à vide et haute vitesse  
 
     En complément des essais précédents, nous nous proposons d’alimenter la machine sous 
tension variable sans contrôle de courant et de mesurer les pertes à fréquence variable et ceci 
sur une très large plage de vitesse afin de dépasser le seuil de fréquence au-delà de laquelle les 
poudres deviennent à priori plus performantes que les tôles.  Soulignons cependant que la 
mesure des pertes ne distingue pas les pertes fer des pertes mécaniques. On fera dans ce cadre 
l’hypothèse que les pertes mécaniques sont identiques pour les quatre configurations. 
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  Figure IV. 13 Pertes fer et mécaniques mesurées sur les quatre configurations  
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Les résultats rassemblés dans la figure IV.13 confirment le potentiel des poudres à hautes 
vitesses. Les pertes correspondantes croissent moins vite que les pertes pour les structures à 
tôles l’écart entre configuration 1 et configuration 2 se réduisant de 78% à 30% entre la 
vitesse de 750tr/min et la vitesse de 19500tr/min. 
 
 
 
III. Etude thermique 
     Le comportement thermique des poudres reste encore relativement méconnu surtout 
lorsque l’on considère le domaine des machines tournantes. Pourtant l’isotropie offerte par les 
pièces massives constituant les machines à poudre constitue  a priori un gage de moindre 
échauffement par rapport aux structures laminées, mais les aspects quantitatifs restent à 
préciser. Afin de quantifier l’intérêt potentiel des poudres du point de vue de cet argument 
face à son concurrent direct, une étude thermique intégrant des essais en mode statique et des 
essais en mode dynamique a été effectuée sur la base des quatre configurations de machine 
développées.  
 
 
 
III.1. Essais statiques 
       En mode de fonctionnement statique, le protocole expérimental consiste à injecter un 
courant continu dans un bobinage de la machine durant un temps donné.  Un thermocouple 
placé sur le bobinage permet de connaître le pouvoir de dissipation du matériau 
ferromagnétique accolé à ce bobinage. Deux essais ont été effectués la machine étant 
successivement alimentée sous 5 et 8A. Le choix de ces deux valeurs de courant a été guidé 
par la volonté de comparer deux densités de courant générant un même échauffement dans les 
configurations 1 et 2. 
 
 
 
                                                                           Chapitre IV   Caractérisations thermique, mécanique et pertes   
 150
0
15
30
45
60
75
90
105
1,
1
2,
2
3,
3
4,
3
5,
4
6,
5
7,
6
8,
7
temps(min)
te
m
pé
ra
tu
re
(c
°)
config.(2)
à 5A
config.(1)
à 5A
config.(2)
à 8A
config.(1)
à 8A
 
0
20
40
60
80
100
0,
0
1,
0
2,
1
3,
3
4,
4
5,
4
6,
6
7,
7
8,
7
9,
8
temps(min)
te
m
pe
ra
tu
re
 c
°
config.
(1)
config.
(2)
config.
(3)
config.
(4)
                            
Figure IV. 14 Evolution de la température dans le  bobinage relatif aux  quatre configurations pour 
deux valeurs du courant . 
                                                      
     Les courbes dénotent incontestablement l’intérêt d’utiliser les poudres magnétiques du 
point de vue de l’évacuation de la chaleur. Une diminution moyenne de 38% sur la 
température est en effet mesurée entre la configuration tout tôles et la configuration tout 
poudre et ceci quelque soit la valeur du courant de phase.  Cette diminution se retrouve à 
l’inverse sur la différence relative des densités de courant  qui génère un même échauffement 
sur les configurations 1 et 2. Ainsi, à température maximale fixée, la configuration tout 
poudre peut être alimentée par un courant de 37% plus élevé que la configuration tout tôle. 
Dans ces conditions, nonobstant le facteur de puissance,  la machine tout poudre offre un 
couple dynamique plus élevé que la machine tout tôles. 
   
III.2. Essais dynamiques 
       En complément des essais précédents, on se propose de comparer les densités de courant 
qui génèrent un échauffement identique dans les configurations tout tôles et tout poudre.  
Entraînées à 4200tr/min, les machines sont régulées en courant de façon à atteindre la 
température finale stabilisée de 60°C. Les résultats obtenus en terme de courant et de 
puissance mécanique sont représentés sur les courbes suivantes : 
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Figure IV. 15 Evolution du courant de ligne et de la  puissance mécanique à échauffement constant 
 
A échauffement constant, la diminution de la densité de courant de 21% en faveur de la 
configuration tout poudre par rapport à la configuration tout tôles confirme la capacité des 
poudres à mieux évacuer la chaleur.  En conclusion, la relative faiblesse des poudres en terme 
de performances magnétiques peut être partiellement (dans notre cas à 45%) compensée par 
une augmentation de la densité de courant sans risque d’échauffement critique. En revanche, 
les poudres font apparaître une inertie thermique plus élevée que celle des tôles. 
 
IV. Etude du comportement mécanique de la machine 
IV.1. Introduction 
      Si, dans le domaine des poudres magnétiques douces, le comportement thermique est 
souvent évoqué, les aspects mécaniques sont quant à eux relativement méconnus, en 
particulier lorsqu’il s’agit d’investir le domaine de la haute vitesse. Face à cette difficulté, 
deux approches ont été préconisées combinant simulations numériques et expérimentations.  
Dans un premier temps, il s’agit d’évaluer la tenue mécanique des poudres magnétiques 
douces au sein d’une machine tournant à haute vitesse. Certes, cette approche qui repose sur 
l’exploitation de simulations numériques, est fortement tributaire de la connaissance précise 
des caractéristiques élastiques du matériau que nous ne maîtrisons pas encore. Néanmoins 
dans l’optique d’une comparaison avec les tôles, les ordres de grandeurs des caractéristiques 
respectives paraissent suffisant pour entreprendre une étude simplifiée.  
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Dans un second temps, il s’agit de mettre à profit les vibrations générées au sein d’une 
structure à réluctance variable pour procéder à une étude qualitative du comportement 
vibratoire des poudres magnétiques douces et des tôles.  
 
IV.2. Etude de la tenue mécanique à haute vitesse 
      Ayant été faite avant prototypage, la détermination de la tenue mécanique  des machines 
étudiées repose sur l’exploitation du logiciel de simulation numérique « multi physique » 
ANSYS. Sur la base des modules de Young fournis par les constructeurs de matériaux, et des 
résultats d’essais en traction effectués au laboratoire s’agissant des poudres magnétiques 
douces, les simulations permettent d’évaluer la vitesse critique au delà de laquelle le rotor 
risque la rupture. Dans cette optique, la contrainte maximale est définie par la norme de la 
contrainte de Von Mises qui, pour les poudres considérées, ne doit pas dépasser 32Mpa. 
Les tableaux suivants regroupent les valeurs obtenues par simulation pour le déplacement et la 
contrainte maximum. 
 
Vitesse (tr/min) 7000 8000 10000 20000 40000 50000 
Déplacement  
Maximal (µm) 
0.2 0.26 0.4 1.6 6.6 10 
Contrainte  
Maximale (Mpa) 
0.7 1 1.6 6 24 38 
Tableau IV. 9 Résultats des simulations sur la tenue mécanique des poudres dans la configuration 2 
 
Vitesse (tr/min) 7000 8000 10000 20000 40000 50000 
Déplacement  
Maximal (µm) 
0.04 0.047 0.07 0.3 1.1 1.8 
Contrainte  
Maximale (Mpa) 
0.75 0.988 1.55 6 24 38 
Tableau IV. 10 Résultats des simulations sur la tenue mécanique des tôles  dans la configuration 1 
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      Les résultats obtenus, autant en terme de contrainte qu’en terme de déformation, 
affranchissent la machine de tout problème éventuel de rupture mécanique dans la plage de 
fonctionnement envisagée. Une étude étendue sur une large plage de vitesse permet 
d’appréhender la vitesse de rupture mécanique autour de 40000tr/min, ce qui laisse a priori 
une large plage de manœuvre expérimentale. Il faut noter cependant que, d’une part, ces 
simulations ne tiennent pas compte de la fragilisation du matériau dûe à la montée de la 
température au sein de la structure. D’autre part, une étude plus approfondie des propriétés 
mécaniques de cette poudre magnétique (et en particulier la résistance en traction) serait 
nécessaire pour affiner les résultats. Enfin, la production de ce type de poudre par fort 
pressage peut amener des variations dans les propriétés d’un lot de fabrication à un autre. 
Pour les calculs, seule la résistance en flexion a été utilisée comme critère d’évaluation. Quoi 
qu’il en soit, la tenue mécanique des poudres reste bien en dessous des performances offertes 
par les tôlés dont on situe généralement la contrainte maximale autour de 120Mpa. 
 
 
Figure IV. 16 Visualisation des contraintes à 40000tr/min 
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                         Figure IV. 17 Visualisation de la déformée à 40000tr/min 
 
 
 
 
IV.3. Etude vibratoire 
 
       Le fonctionnement des machines électriques s’accompagne inévitablement de vibrations 
de leur structure. La machine à réluctance variable à pôles commutés est relativement 
pénalisée dans ce domaine [65].  
Source de nuisance sonore, les vibrations des machines à réluctance variable, essentiellement 
liées à l’ovalisation du stator sous l’effet des forces radiales, ont toujours fait l’objet d’études 
visant à minimiser les effets nocifs tout en ne dégradant pas les performances intrinsèques de 
la machine[66]. Dans ce contexte, la machine à réluctance variable semble tout à fait 
appropriée pour une étude comparative des matériaux constitutifs susceptibles d’amortir les 
effets vibratoires. En effet, l’exploitation de matériaux composites à  liant plastique formant 
un milieu solide homogène à l’inverse des tôles feuilletées devrait a priori produire un effet 
amortissant [67],[68]. 
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 L’étude qui suit propose dans ce cadre une expérimentation des configurations de  machines 
tout poudre et tout tôles visant à comparer qualitativement le spectre des vibrations générées. 
 
IV.3.1. Banc d’essais 
      Des essais vibratoires ont été réalisés sur les configurations 1 et 2  à une vitesse de 
rotation de 10000tr/min L’accélération radiale en plusieurs points du stator est mesurée à 
l’aide d’un accéléromètre piézo-électrique (système de Bruel et Kau)  collé sur la carcasse des 
machines. Ces dernières reposent sur quatre pieds amortisseurs comme l’illustre la figure ci-
dessous.  
 
Figure IV. 18  Banc d’essais vibratoires 
 
Une série d’essais répétitifs et échelonnés dans le temps a été menée sur les configurations 1 
et 2 .  Les résultats sont consignés sur les spectres ci-dessous :  
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f_rotation = 167Hz f_denture = 1000HzF_Alim_ = 670Hz
 
Figure IV. 19 Spectre vibratoire des configurations « tout tôle » (rouge)  et « tout poudre » (bleu) 
 
Le résultat nous montre que la configuration tout en poudre offre une diminution de vibration 
de15% en moyenne par rapport à la configuration tout tôles. Les pièces massives  qui 
constituent la configuration « tout poudre » confèrent à la structure globale des propriétés 
viscoélastiques attractives dans le contexte de la réduction des vibrations. 
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V. Conclusion : 
 
Ce quatrième et dernier chapitre a été consacré à la caractérisation in situ des 
matériaux ferromagnétiques exploités au sein d’une structure de machine à réluctance 
variable.  
Conformément à l’approche classiquement utilisée en conception, une estimation des 
pertes d’origine électromagnétique générées dans les prototypes développés a été effectuée 
dans un premier temps en s’appuyant sur la formule de Steinmetz. Ce modèle empirique a été 
successivement appliqué aux tôles et aux poudres magnétiques douces, en prenant soin 
toutefois de recaler les paramètres selon l’alimentation adoptée, en courant ou en tension. 
L’étude a confirmé l’intérêt d’exploiter les tôles de faible épaisseur  qui conduisent a priori à 
une réduction des pertes magnétiques de l’ordre de 80% par rapport aux poudres. Cependant, 
les expérimentations antérieures sur le fonctionnement dynamique des machines ont conduit à 
des différences moins marquées. Aussi a-t-il été nécessaire de renforcer l’approche analytique 
par des mesures appropriées. Ces essais dynamiques ont permis de mesurer les pertes 
générées dans les machines et ont conduit à des résultats bien plus nuancés. En effet, il 
s’avère que les pertes engendrées dans le circuit magnétique (augmentées des pertes 
mécaniques difficiles à dissocier) sont supérieures dans le cas de la configuration « tout 
poudre ». Néanmoins il apparaît que le taux de croissance des pertes fer avec la fréquence est 
sensiblement plus faible pour les poudres est que pour les tôles. Cette spécificité confirme 
donc l’intérêt d’exploiter les poudres à haute vitesse au-delà d’un certain seuil. 
 
En complément des mesures de pertes, une caractérisation du comportement 
thermique des matériaux magnétiques a été effectuée. A courant efficace donné, les 
températures du bobinage en régime permanent  sont pour la configuration « tout poudre » 
inférieures de 30% à celles de la configuration « tout tôle ». Ce résultat significatif démontre 
l’aptitude des poudres magnétiques à évacuer la chaleur, compte tenu de l’anisotropie de leurs 
propriétés. Cet avantage montre qu’il est donc possible d’accroître sensiblement les densités 
de courant usuellement admises au sein de la structure sans risque d’échauffement critique. 
De ce fait, l’écart entre les niveaux de couple dynamique entre configuration « tout poudre » 
et  « tout tôle» est à même d’être encore réduit. 
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Enfin, une étude qualitative des propriétés mécaniques des structures à base de tôles ou de 
poudres a été initiée. Celle-ci a tout d’abord concerné les limitations de vitesse de rotation 
introduites par la tenue mécanique du rotor.  Dans la plage de vitesse considérée (< 
30000tr/min), il apparaît que la tenue mécanique des différentes configurations étudiées est 
assurée. La vitesse limite du rotor à poudre (diamètre 45mm) est estimée à 40000tr/min. 
Soulignons cependant que les propriétés du matériau composite compressé demeurent encore 
relativement mal connues, si bien que les simulations effectuées ont considéré pour la limite 
élastique des valeurs issues de mesure réalisées spécifiquement au laboratoire à l’occasion 
d’une recherche parallèle (essais de traction). Notons que cette limite est très dépendante de la 
température de l’échantillon. Aussi, la contrainte limite retenue (contrainte de Von Mises 
inférieure à 32MPa) s’avère relativement pessimiste comparée aux données indiquées par le 
constructeur. Cette étude de mécanique statique a été complétée par une analyse 
expérimentale des propriétés vibratoires des machines étudiées. Un des avantages potentiel 
des poudres compressées réside dans l’exploitation possible de leur comportement 
viscoélastique pour atténuer les vibrations produites. Si cet avantage est confirmé, il prend 
tout son sens dans le cas de la machine à réluctance variable (à champ commuté), structure 
réputée pour ses bruits et vibrations.  Bien que relativement succincte, l’étude menée a permis 
de confirmer cette tendance puisque l’on observe sur le spectre des vibrations émises (en 
mode radial) par les configurations « tout tôle » et « tout poudre » un écart d’environ 15dB, en 
terme d’accélération. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 159
Conclusion générale 
 
 
     Dans cette thèse, une étude théorique et expérimentale portant sur l’exploitation des 
matériaux magnétiques composites au sein d’une structure de machine à haute vitesse 
fonctionnant selon un principe de réluctance variable a été présentée.  
 
     Le premier chapitre a été consacré à la description des structures et des matériaux plus 
particulièrement considérés dans l’étude.  
 
Une synthèse des principes de conversion exploités dans les machines électromagnétiques 
tournantes a tout d’abord été présentée. La logique de classification adoptée considère comme 
critère principal la nature (aimantation ou courant) et le caractère (produit ou induit) des 
sources interagissant au sein du convertisseur. Cette approche a notamment permis de situer la 
machine à réluctance variable et ses propriétés intrinsèques analysé au travers du concept de 
convertisseur « à aimantation induite » à partir duquel une méthode de modélisation 
appropriée sera proposée ultérieurement.  
 
     Le deuxième volet du chapitre a proposé un bilan actualisé des matériaux 
ferromagnétiques doux utilisables dans le domaine des machines tournantes. Les matériaux 
composites ont fait l’objet d’une description plus approfondie. Afin de bien positionner cette 
filière émergente par rapport aux  technologies plus classiques, une pré-étude comparative, 
développée autour  d’une structure simple d’actionneur linéaire, a été menée. Si la supériorité 
des matériaux laminés en termes d’effort massique est globalement confirmée, l’utilisation 
des poudres compressées laisse entrevoir un potentiel tout à fait prometteur dès lors que l’on 
aborde la conception du circuit magnétique en trois dimensions. En outre, l’anisotropie dont 
bénéficient par essence ces matériaux, formés d’un agrégat de grains submillimétrique, 
favorise l’évacuation de la chaleur. Cet avantage fera l’objet d’une analyse quantitative au 
dernier chapitre. 
 
      Compte tenu notamment de la relative simplicité de son rotor, la machine à réluctance 
variable constitue une solution naturellement adaptée à la grande vitesse. Par ailleurs, les 
fortes variations de champ auxquelles sont soumis ses pôles induisent des conditions 
d’exploitation  particulièrement  révélatrices de la qualité des matériaux étudiés. Aussi, la 
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machine de référence choisie adopte une structure à réluctance variable de type 6/4, 
l’anisotropie du rotor étant d’ordre géométrique. A ce sujet, mentionnons la possibilité 
d’obtenir cette anisotropie à partir d’un contraste de susceptibilité établi au niveau d’un rotor 
cylindrique. Si cette voie peut constituer une alternative technologique intéressante dans le 
contexte de la haute vitesse ( l’enveloppe du rotor est parfaitement lisse), elle constitue surtout 
pour nous un artifice particulièrement utile pour le développement du modèle physique de la 
machine. 
 
Ainsi, au cours du deuxième chapitre, une méthode de modélisation originale des machines à 
réluctance variable fondée sur la résolution analytique des équations du champ en deux 
dimensions a été présentée.  
 
En vue de disposer d’une représentation utilisable non seulement pour décrire le 
fonctionnement de la structure mais aussi pour aborder les étapes de conception et de 
dimensionnement, le calcul analytique du champ constitue une approche tout à fait appropriée 
pour établir de manière systématique et rigoureuse les modèles physiques des principaux 
types de machine. Cette méthodologie a ainsi été largement exploitée dans le domaine de la 
machine à aimant permanent, qu’il s’agisse de traiter le problème magnétostatique, ou 
d’aborder la question délicate des courants induits dans les parties conductrices. En ce qui 
concerne la machine à réluctance variable, il semble que cette approche n’ait été que peu (ou 
pas) exploitée. Or, abordée selon le concept de machine à aimantation induite, ce type de 
convertisseur peut lui aussi tirer parti des avantages de cette méthode de modélisation, 
conformément à la théorie générale proposée dans [71].  
 
 Dans le cas présent, la résolution analytique de l’équation de Poisson permet 
d’exprimer le champ dû au rotor en fonction de la polarisation induite qu’il possède. Cette 
dernière est liée au champ d’excitation résultant de l’action conjointe des sources rotoriques et 
statoriques. Ainsi, en faisant intervenir les relations constitutives impliquant les susceptibilités 
magnétiques dans l’axe longitudinal et transverse du rotor, il est possible de déterminer la 
polarisation induite à partir de laquelle le problème électromagnétique est alors complètement 
formulé. Sur la base de ce calcul de champ bidimensionnel, les grandeurs globales 
caractéristiques du fonctionnement de la machine (couple électromagnétique, force 
électromotrice et inductance) peuvent être déterminées analytiquement. 
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 La validation du modèle développé a été effectuée par simulations numériques en 
considérant trois structures distinctes. Les écarts observés en terme des grandeurs globales  
s’avèrent tout à fait acceptables au stade actuel du développement du modèle (erreur sur le 
couple électromagnétique inférieure à 20%). Soulignons cependant que le modèle n’est pas 
complètement prédictif en ce sens que la prise en compte de l’anisotropie géométrique est 
paramétrée en fonction de constantes de susceptibilité magnétique dans les axes direct et en 
quadrature qu’il s’agit déterminer préalablement. Pour être pleinement opérationnel, le 
modèle proposé doit être complété, soit en introduisant une formulation semi-empirique 
permettant la détermination de ces constantes, soit en affinant la formulation analytique en 
ayant recours par exemple à une transformation conforme permettant d’adapter la géométrie 
réelle à pôles saillants aux hypothèses du modèle. Aussi, en dépit du champ d’investigation 
tout à fait prometteur qu’elle représente, la méthodologie proposée n’a pu être directement 
exploitée pour la suite de l’étude. Celle-ci a été principalement axée sur une étude 
comparative abordée expérimentalement et corrélée à des modèles essentiellement 
comportementaux.   
 
    Cette étude comparative a fait l’objet du troisième chapitre. L’objectif poursuivi a 
consisté à comparer les caractéristiques statiques et dynamiques de quatre variantes d’une 
même structure de machine à aimantation induite obtenues en combinant des armatures 
statoriques et rotoriques réalisées à partir de matériaux feuilletés et/ou composites.  
 
A l’aide de cette structure de référence, la caractérisation en régime statique a concerné 
l’étude des inductances longitudinales et transversales ainsi que du couple statique pour 
différentes amplitudes du courant d’alimentation. Si les écarts absolus observés restent 
naturellement en faveur d’une structure « tout tôle », en raison de la perméabilité relativement 
faible des poudres magnétiques utilisées, les différences exprimées en terme des grandeurs par 
unité de masse demeurent somme toute limitées (une structure tout poudre de dimensions 
identiques conduit à une chute du couple massique de l’ordre de 10%).  
 
 Les résultats obtenus lors des essais dynamiques confirment globalement les conclusions 
précédemment émises en faveur des tôles. La configuration « tout poudre » fait apparaître une 
chute de 11% sur le couple dynamique par rapport à la configuration « tout tôle ». D’un point 
de vue énergétique, le rendement au point nominal chute d’environ 20%. En revanche en 
terme d’énergie réactive, la mise en œuvre d’un circuit magnétique à poudre s’avère 
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relativement favorable. Notons qu’une solution de compromis tout à fait praticable peut 
consister en l’exploitation d’une configuration hybride utilisant un rotor feuilleté et un stator 
compressé. 
 
   D’un point de vue global, il apparaît que la substitution des matériaux laminés par des  
poudres magnétiques au sein d’une structure de machine à réluctance variable 
conventionnelle, sans modification de géométrie,  ne constitue pas une solution véritablement 
pertinente du point de vue des performances électromécaniques. Les progrès technologiques 
en cours dans le domaine de l’élaboration des matériaux composites laissent cependant 
espérer à court et moyen termes une amélioration sensible de cette situation.  En outre, il faut 
noter que les comparaisons effectuées ont été basées sur une même géométrie déclinée selon 
plusieurs choix de matériaux. De ce fait le bénéfice de circuits magnétiques obtenus  par 
moulage tridimensionnel n’a pu être pleinement exploité.  Or, outre ses avantages au plan 
fonctionnel (structure modulaire, déconstruction aisée…), les possibilités nouvelles offertes 
en terme d’optimisation de la forme et de la géométrie de ces circuits constituent une voie 
d’amélioration tout à fait prometteuse, apte à compenser dans une certaine mesure la faiblesse 
du matériau du point vue de ses propriétés. Ceci peut se révéler très utile en vue, par exemple, 
de mieux utiliser les têtes de bobine grâce à des épanouissements polaires recouvrant 
partiellement les parties correspondantes du bobinage.    
 
Enfin en complément des études précédentes principalement centrées sur les aspects 
électromagnétiques, le quatrième et dernier chapitre aborde la question des pertes engendrées 
dans le matériau sous l’effet de la variation du champ ainsi que les problématiques plus 
directement à la tenue mécanique et aux vibrations.   
 
A partir d’une formulation empirique, les pertes d’origine magnétiques ont été 
estimées pour les tôles et les poudres. Cette estimation, associée aux résultats expérimentaux 
précédemment obtenus, met clairement l’accent sur l’intérêt d’utiliser les circuits magnétiques 
à base de matériaux composites à haute fréquence. Ainsi les expérimentations plus 
spécifiquement menées sur ce sujet démontrent que le taux de croissance des pertes fer avec la 
fréquence est sensiblement plus faible pour les poudres que pour les tôles. Cette spécificité 
confirme donc l’intérêt d’exploiter les poudres à haute vitesse au-delà d’un certain seuil 
correspondant à une fréquence de fondamental de l’ordre de 1kHz. 
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D’autre part, la caractérisation du comportement thermique des prototypes réalisés a 
montré que les échauffements obtenus à courant efficace donné, sont en régime permanent  
sensiblement inférieurs pour la configuration « tout poudre ». Ce résultat significatif démontre 
l’aptitude des poudres magnétiques à évacuer la chaleur, compte tenu de l’anisotropie de la 
conductivité thermique qui les caractérise. Ainsi, grâce à l’augmentation possible des densités 
de courant au sein de la structure à échauffement donné, l’écart entre les niveaux de couple 
dynamique entre configuration « tout poudre » et  « tout tôle» est encore réduit. 
  
       Enfin, sur le plan mécanique, on peut noter une certaine difficulté de mise en oeuvre 
des matériaux composites, au comportement « fragile » par nature. Soulignons en outre que 
leurs propriétés mécaniques demeurent encore relativement mal connues en raison en 
particulier des fortes dispersion introduites par le processus de mise en forme selon la 
géométrie de la pièce et de la forte dépendance des caractéristiques de tenue mécanique vis-à-
vis de la température. Des investigations complémentaires sont nécessaires sur ce sujet, afin 
en particulier de repousser les valeurs de contrainte limite acceptables qui restent pour 
l’instant relativement faibles en raison de coefficients de sécurité importants. S’agissant 
d’autre part du comportement vibratoire de la machine, on peut noter, à l’issue d’une 
expérimentation certes très qualitative, l’effet amortissant que procure l’utilisation de circuits 
magnétiques compressés.  
 
       En conclusion, en dépit de caractéristiques physiques qui peuvent sembler 
relativement modestes en première approche, les poudres magnétiques douces utilisées en lieu 
et place de matériaux laminés classiques n’entraînent pas un déclassement rédhibitoire des 
performances obtenues à l’échelle globale. Ce constat est d’autant plus marqué que les tôles 
considérées en guise de référence sont parmi les plus performantes, tandis que l’on dispose 
aujourd’hui de composés compressés plus attractifs que les poudres initialement considérées 
dans l’étude.  Enfin, au-delà d’une simple substitution du matériau, la rupture technologique 
que suggère cette nouvelle filière ne saurait véritablement s’exprimer qu’au travers d’une 
conception résolument tridimensionnelle des structures de conversion électromécanique de 
l’énergie.  
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                         Annexe II 
 
  
Annexe II.1 
 
II.1.a Equation générale du champ 
 
Les équations qui régissent linduction magnétique sont les équations de la magnéostatique : 
 
               jHotR
rrr
=)(            Expression locale du théorème dAMPERE 
               0=)( BDiv
r
            Aspect conservatif de linduction 
 
Introduisons la relation qui existe, dans le rotor, entre le champ et linduction magnétiques : 
 
 
                                                             iJHµB
rrr
+= 0                                                                            Eq. 1 
 
Comme la plupart des problèmes rencontrés en magnétostatique sont des problèmes 
bidimensionnels. Nous allons traitons donc notre problème en bidimensionnel. 
 
Disposons la densité de courant suivant laxe Oz  
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Où A est potentiel vecteur. Cette relation associe le lemme de Poincaré muni dun terme de jauge. 
 
Si les courants sont portés par laxe Oz, alors le potentiel vecteur est lui aussi porté par laxe Oz. 
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Réécrivons la loi de milieu polarisable : 
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Nous pouvons donc écrire cette relation sous la forme : 
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Afin de simplifier le problème, nous supposons que le champ de polarisation iJ
r
  est à rotationnel 
nul. 
 
                                       D’où nous avons à résoudre l’équation : 
                                                                   0θ)∆Α(r, =                                                                             Eq. 2 
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II.1.b Résolution de l’équation générale du champ 
 
Alors,  notre problème sera réduit à résolution du LAPLACIEN en coordonnées cylindriques : 
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Ce qui nous donne : 0
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le premier terme entre parenthèse est uniquement une fonction de la variable r , le deuxième terme 
une fonction de langle θ  uniquement. 
 
Nous pouvons donc écrire : 
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On démontre facilement que les solutions nexistent pas que si np =  et que  p appartient à +N  
(unicité du potentiel quand θ passe de θ  à πθ 2+ ). 
 
Les solutions sont de type : )sin()cos( θpνθpνG qqm 21 +=  
                  et                        pqpqm rνrνF −+= 43  
 
Doù la solution compète : 
 
                             [ ][ ]pqpq
q
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−++=∑ 4321 .)sin()cos(                                             Eq. 3 
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Annexe II.2 
 
 
II.2.a Calcul du potentiel  vecteur A1 : 
 
La solution général donné sous la forme : 
 
∑
∞
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4321
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q pprrrA )sincos)((),( θνθνννθ                                                                        1 
 
1- Dans le domaine 1 (cavité statorique, en absence de noyau magnétique) : 
 
Les sources sont à réparation sinusoïdale, p sidentique au nombre de paire de pôles de la structure.  
 
Par ailleurs, pour assurer le caractère fini de A dans la cavité quand 0→r . 
La solution (1) se réduit à lexpression suivante : 
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 La conservation de composante tangentielle du champ H  donne : 
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( ) )sin(sincos SSqqp pKpppa αθµθνθν −=+− 0431                                                                             4 
( ) )cossincos(sinsincos θααθµθνθν ppKpppa SSSqqp −=+− 0431                                                  5 
 
Lidentification des constantes donne: 
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1
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Donc, lexpression du potentiel vecteur dans le domaine 1 sera : 
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2- Dans le domaine 2 (l’ensemble (entrefer-rotor), sans densité de courant statorique) : 
 
 
Nous avons : 
  
Dans la zone 2 (entrefer)  :    )sincos)((),( θνθνννθ pprrrA pp 423222122 ++=
−+                          8 
Dans la zone 3 (rotor)     :     )sincos(),( θνθνθ pprrA p 43333 +=
+                                                  9 
 
La conservation des composantes radiales de linduction impose les conditions de passage suivantes :  
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Concernant la composante tangentielle de H, on pose en vertu de lanalogie courants surfaciques-aimantation 
induite : 
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Le fait que la perméabilité relative de la culasse statorique est supposée très grande devant celle de lair 
implique la condition  suivante : 
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Léquation (10) nous donne : 
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De léquation (11) : 
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( ) ( ) ( )[ ] 321221120331 ννναµν −−−− −−−=+− ppRRp eaeapKeap sin                                                     16 
( ) ( ) ( )[ ] 421221120431 ννναµν −−−− −−−=−− ppRRp eaeapKeap sin                                                     17 
 
De léquation (12) : 
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On reprend 14 : 
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On reprend 16 et 17 : 
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Soit :  
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Par  légalité de termes (20) avec (24), on trouve:  
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Par  légalité de termes (21) avec (25), on trouve:  
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Avec la relation 29, léquation 20 sera donnée comme suite : 
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Autre écriture avec lutilisation de notation dentrefer relative 
a
e
e =χ  :  
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Avec la relation 31, léquation 21 sera donnée comme suite : 
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On trouve finalement le A3 : 
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II.2.b Calcul du potentiel vecteur A2 
 
La forme générale de solution de léquation de champ dans la zone (2), est : 
 
)sincos)((),( θνθνννθ pprrrA pp 423222122 ++=
−+                                                                    36                            
 
Selon léquation 18, et à laide des relations intermédiaires :  
 
                                           321232 ννν .' =            et            421242 ννν .' =   
 
On peut réécrit lexpression  36 comme suite : 
 
   )sincos)((),( '' θpνθpνarrθrA pqp 423222 ++= −+                                                                        37 
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Et les relations 29 et 31 devient :  
 
                                                         ( ) p RR
p
pa
Kea 2
01
32 2
αµ
ν
sin' +−−=                                                     38             
                                                          ( ) p RR
p
pa
Kea 2
01
42 2
αµ
ν
cos' +−=                                                      39 
 
Ainsi, le potentiel vecteur dans la zone de lentrefer sera : 
                                                                                    
( ) ( ) )sin(),( RRpppppp pKeararparA αθ
µ
θ −−+= +
+−
−
112
1
0
2 2
                                                                40                      
 
II.2.c Trouver le champ résultat : 
 
Nous avons : 
                                                       AtroB
rrr
=                                                                                         41 
 
Dans la zone :   area <<−  
 
( ) ( ) )cos( RRpppppepr pKrara
A
r
B αθχ
µ
θ
−+−=
∂
∂
=
+−−−+
−
11211
1
02
2 12
1                                                  42 
( ) ( ) )sin( RRpppppep pKrara
AB αθχ
µ
θθ
−−−−=
∂
∂
−=
+−−−+
−
11211
1
02
2 12
                                               43 
 
( ) ( ) )cos( RpppppepRr prara
KH αθχ −+−= +−−−+
−
11211
12 12
                                                                    44 
( ) ( ) )sin( RpppppepR prara
KB αθχθ −−−−=
+−−−+
−
11211
12 12
                                                                   45  
                              
Dans la zone :   ear −<<0  
 
 
[ ] )cos()()( Rpepepp Rr pra
KA
r
B αθχχ
µ
θ
−−+−=
∂
∂
= −+−
−
111
1
02
3 112
1                                                      46 
 
[ ] )sin()()( Rpepepp R pra
KAB αθχχ
µ
θθ
−−+−−=
∂
∂
−= −+−
−
111
1
02
3 112
                                                    47 
0
3
3 µ
iJBH
−
=                                                                                                                                           50 
)cos( Riir pJJ αθ −=           et         )sin( Rii pJJ αθθ −−=                                                               51 
[ ] )cos()cos()()( RiRpepeppRr pJpra
KH αθ
µ
αθχχ −−−−+−= −+−
−
0
111
13 112
                                    52 
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[ ] )sin()sin()()( RiRpepeppR pJpra
KH αθ
µ
αθχχθ −+−−+−−=
−+−
−
0
111
13 112
                                 53 
 
On remplace 
0µ
i
R
J
K =                                                                                                                             54 
 
[ ] )cos()()( Ripepep
p
r p
J
a
rH αθ
µ
χχ −





−−+−= −+
−
−
0
11
1
1
3 1112
                                                              56 
 
[ ] )sin()()( Ripepep
p
r p
J
a
rH αθ
µ
χχ −





−+−−= −+
−
−
0
11
1
1
3 112
1                                                               57 
 
 
On applique maintenant le théorème de superposition : 
 
 
- Le champ dans le milieu polarisé ear −<<0  : 
 
( ) [ ] )cos()()(cos Ripepep
p
SSr p
J
a
rpKH αθ
µ
χχαθ −





−−+−+−= −+
−
−
0
11
1
1
111
2
                                58 
( ) [ ] )sin()()(sin Ripepep
p
SS p
J
a
rpKH αθ
µ
χχαθθ −





−−+−+−−= −+
−
−
0
11
1
1
111
2
                              59 
 
- Le champ dans lentrefer : area <<−  
 
( ) ( ) )cos()cos( RpppppepiSSr prara
J
pKH αθχ
µ
αθ −+−+−=
+−−−+
−
11211
1
0
1
2
                        60 
 
         ( ) ( ) )sin()cos( RpppppepiSS prara
J
pKH αθχ
µ
αθθ −+−−−−=
+−−−+
−
11211
1
0
1
2
                       61 
 
II.2.d Trouver l’aimantation induite : 
 
Le champ dans le milieu polarisé on constate que : 
 
[ ]
0
11
1
1
111
2 µ
χχ ipe
p
ep
p
S
J
a
rKH
r
rr






−−+−+= −+
−
−
)()(                                                                              62 
 
Soit si on projette dans le repère (dq) : 
 
( ) [ ] )cos()()(cos RSRipepep
p
RSSSd
J
a
rKH αα
µ
χχαα −





−−+−+−= −+
−
−
0
11
1
1
111
2
                           63 
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( ) [ ] )sin()()(sin RSRipepep
p
RSSSq
J
a
rKH αα
µ
χχαα −





−−+−+−= −+
−
−
0
11
1
1
111
2
                           64 
 
 
Soit :    ( ) [ ]
0
11
1
1
0
111
2 µ
χχαα
χµ
ip
e
p
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p
RSSS
d
id J
a
rKJ 





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−
−
)()(cos                                   65 
 
( ) [ ]
0
11
1
1
0
111
2 µ
χχαα
χµ
ip
e
p
ep
p
RSSS
d
id J
a
rKJ 





−−+−+−= −+−
−
)()(cos                                                     67 
 
( ) [ ] 





−−+−+−= −+
−
−
111
2
11
1
1
0
p
e
p
ep
p
iddRSSSdid a
rJKJ )()(cos χχχααχµ                                        68 
 
( )
[ ]












−−+−−
−
=
−+
−
−
111
2
1 111
1
0
p
e
p
ep
p
d
RSSSd
id
a
r
K
J
)()(
cos
χχχ
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                                                                        69 
 
De même façons, on trouve iqJ  : 
 
( )
[ ]












−−+−−
−
=
−+
−
−
111
2
1 111
1
0
p
e
p
ep
p
q
RSSSq
iq
a
r
K
J
)()(
sin
χχχ
ααχµ
                                                                          70 
 
 
Laimantation induite est : 
 
( )
[ ]
( )
[ ]
2
11
1
1
0
2
11
1
1
0
111
2
1111
2
1



















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





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−
+


























−−+−−
−
=
−+
−
−
−+
−
−
p
e
p
ep
p
q
RSSSq
p
e
p
ep
p
d
RSSSd
i
a
r
K
a
r
KJ
)()(
sin
)()(
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χχχ
ααχµ
χχχ
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Annexe II.3 
 
 
Lexpression de lenthalpie libre magnétique donnée par: 
 
∫ ∫−=
RV
H
mag dvHdBG
r
rr
0
..  
dvHµdvH
χ
µdvHχµdvHµG
ERRR V
E
q
q
V
d
V
d
V
R
mag ∫∫∫∫ −−−−= 2222
2
0
2
0
2
0
2
0  
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Calcul du flux, d’inductance et de la fem 
 
Le flux produit par une phase de la machine est donné par : 
 
( ) ( ) ( )
( ) 









−+−+−−++
−+−+





−
−
+−
=
∂
∂
=Φ
− )()(sin)(cos..)..(
sin().(cos().(
)cos(
)cos(
..
.....)(
eeRSSRSSde
RSSRSS
RSR
RSS
IaaII
IIIea
iCh
i
Gmagt
χχααααχχ
αααα
αα
αα
µπ
121
8882
2
1
2
43
2628
4241
332211
2
2
0
 
En conséquence linductance propre dune phase vaut : 
 
( ) ( ) ( )
( ) 









−+−+−−++
−+−+





−
−
+−
=
− )()(sin.)(cos..).(
sin().(cos().(
)cos(
)cos(
..
.....
eeRSSRSSde
RSSRSS
RSR
RSS
p
IaaII
IIIea
ChL
χχααααχχ
αααα
αα
αα
µπ
121
8882
2
1
2
43
2628
4241
332211
2
2
0
 
 
Supposons que  )cos( tωθpIi s−=  , on aura la f.e.m  égale : 
 
( ) ( ) ( )
( )
)sin(
)()(sin)(cos..).(
)sin(.cos().(
)cos(
)cos(
..
........ θ
χχααααχχ
αααα
αα
αα
πµπ p
IaaII
IIIeaNIChmef
eeRSSRSSde
RSSRSS
RSR
RSS










−+−+−−++
−+−+





−
−
+−





=
− 121
8882
60
2
2
1
2
43
2628
4241
332211
2
2
0
 
 
 
 
  I11= 1 4 
  cos alphs  - alphrs( )  a  - e ( ) 
2 
 + cos alphs - alphrs( ) a - e( )2 chidB  -
cosalphs -  alphrs ( ) 
4 chid2 B2 -1 + chid  B  a  - e ( )  - chid( )
 - cos alphs - alphrs( )
4 chid B 2 -1 + chid B a - e( ) - chid( )
 + cos alphs - alphrs( ) ln -1 + chid B a - e( ) - chid( )
2 chid B 2
 + 3 cos alphs - alphrs( ) ln -1 + chid B a - e( ) - chid( )
4 chid2 B 2
 + cos alphs - alphrs( )
4 chid2 B 2 -1 - chid( )
 + cos alphs - alphrs( )
4 chid B 2 -1 - chid( )
 - cos alphs - alphrs( ) ln -1 - chid( )
2 chid B 2
 - 3 cos alphs - alphrs( ) ln -1 - chid( )
4 chid2 B 2
 - 
cos alphs - alphrs( ) cos alphs - alphr( ) a - e( )2
32 cos -alphr + alphrs( )
 - 
cos alphs - alphr( ) a - e( )
2 chid B
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 - cos alphs - alphr( ) ln -1 + chid B a - e( ) - chid( )
2 chid2 B 2
 - cos alphs - alphr( ) ln -1 + chid B a - e( ) - chid( )
2 chid B 2
 + cos alphs - alphr( ) ln -1 - chid( )
2 chid2 B 2
 + cos alphs - alphr( ) ln -1 - chid( )
2 chid B 2
 
 
Comme nous avons utilisé le logiciel MAPELE , pour nous aider à faire ce calcul. Nous avions été 
obligé dutiliser autres symboles dans le calcul qui sont : 
 
( ) ( )[ ]13 11
2
1 −−+−= chiechie
a
B  
                 Salphs α:                          dchid χ:  
                 ralphr α:                         qchiq χ:  
               RSalphrs α:                          echie χ:  
                        stkLh :  
            
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
I33  :=  1 
4 
  sin alphs  -  alphr( ) chiq  B   a -  e ( ) 2  - 1
2
 chiq B a - e( )2 - a + e + sinalphs - alphr( )  a  -  e ( ) 
 - sin alphs  - alphrs( )
chiq 2 B -1 + chiq  B a - e( ) - chid( )
 - sin alphs  - alphrs( )
chiq  B -1 + chiq  B a - e( ) - chiq( )
 - ln -1 + chiq  B a - e( ) - chiq( )
B
 + sin alphs  - alphrs( ) ln -1 + chid B a - e( ) - chid( )
B
 - ln -1 + chid B a - e( ) - chid( )
chid B
 
I22  :=  1 
4 
  cos alphs  -  alphr( )  chid  B   a -  e( )2 - 1
2
 chid B a - e( )2 - a + e + cosalphs -  alphr( )  a  -  e ( ) 
 - cos alphs  - alphrs( )
chid 2 B -1 + chid  B a - e( ) - chid( )
 - cos alphs  - alphrs( )
chid  B -1 + chid  B a - e( ) - chid( )
 - ln -1 + chid  B a - e( ) - c(
B
 + cos alphs  - alphrs( ) ln -1 + chid  B a - e( ) - chid( )
B
 - ln -1 + chid  B a - e( ) - chid( )
chid  B
 + 
2 cos alphs  - alphrs( ) ln -1 + chid B a - e( ) - chid( )
chid B
 + 
2 cos alphs  - alphrs( )
chid B -1 - chid( )
 + 
ln -1 - chid( )
B
 - cos alphs  - alphrs( ) ln -1 - chid( )
B
 + ln -1 - chid( )
chid B
 - 2 cos alphs  - alphrs( ) ln -1 - chid( )
chid B
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 + 
2 cos alphs  - alphrs( ) ln -1 + chid B a - e( ) - chiq( )
chiq B
 + 
sin alphs  - alphrs( )
chiq B -1 - chid( )
 + 
sin alphs  - alphrs( )
chiq B -1 - chiq( )
 + ln -1 - chiq( )
B
 - sin alphs  - alphrs( ) ln -1 - chid( )
B
 + ln -1 - chiq( )
chiq B
 - 2 sin alphs  - alphrs( ) ln -1 - chiq( )
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  3   ln - 1 +  chid  B a -  chid ( )
chid 4   B4
 +  6  ln -1 + chid B a - chid( )
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chid2 B 4
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> I42= 
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Annexe II.4 
 
II.3.a Calcul du couple électromagnétique 
 
Le moment du couple exercé par larmature statorique sur le rotor sest donné par : 
  
)sin(....)(.int RSise
R
mag
a ααJKhχaπα
G
γγ −−=






∂
∂
=−= − 22 1                                                    Eq. 4 
 
De la figure (II.10), et de la relation (II.3.37), on a : 
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                                                                                                                                                                 Eq. 5 
 
 
La relation (3.1) peut sécrire : 
 
)sin(....)(. RRSRSSise ααααJKhχaπγ −+−−=
22 1                                                                Eq. 6 
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On trouve :  
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Avec les la relation :  
)sin()(sin()sin().cos( RSSRSSRSSRSSRSSRSS αααααααααααα −+−++−−=−− 2
1  
                                               )(sin RSS αα −= 22
1  
 
En prenant compte la condition de synchronisation βαα = - RSS , le rayon du rotor ar = -e.  On 
trouve lexpression  finale du couple : 
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                         Annexe III 
 
 
III.4. 1 Présentation du circuit d’alimentation 
 
 La structure du circuit dalimentation assure les fonctions suivantes [52] : 
 
1. la magnétisation de la machine qui consiste à appliquer une tension positive suffisante 
pour permettre la croissance du courant ; 
2. la régulation du courant pour le fonctionnement à basse vitesse. Cette régulation est 
produite par modulation de la tension continue dalimentation ou par hystérésis (on 
utilise le fait que les tensions instantanés délivrées par un onduleur vont générer, dans 
linductance une ondulation de courant triangulaire à léchelle de la période de 
découpage) ; 
3.  la démagnétisation qui consiste à appliquer une tension négative pour faire décroître 
et annuler le courant à la fin de chaque cycle de conversion. En fait, lénergie 
électromagnétique non convertie doit être extraite de la machine. Elle peut être soit 
dissipée (notre cas), soit renvoyée à la source continue qui doit, dans ce cas être 
réversible en courant. 
 
      La structure dalimentation choisie permet le contrôle direct dune valeur moyenne de 
courant, image de la valeur moyenne du couple exercé sur le rotor de la machine. Les 
interrupteurs sont commandés de façon à imposer les courants dans les phases de la machine 
pour quils suivent les courants de référence générés à partir du capteur de position. Cette 
structure inclue non seulement un contrôle de lamplitude de ces courants de référence, mais 
aussi langle décalage de ces courants par rapport à lorigine du temps.  
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III.4.1.1 Présentation de l’autopilotage de la machine  
 
     La démarche quon a adoptée réside dans une logique programmable (FPGA) dont lentrée 
est constitué dun signal numérique obtenu par lassociation dun capteur de position couplé 
mécaniquement à larbre de la machine et dun convertisseur analogique / numérique 
retranscrit sur 14 bits la position du rotor par rapport au stator. Cette logique programmable 
doit générer trois signaux de référence « recopiables » par le convertisseur dalimentation. 
Ces signaux doivent être  limage du courant dalimentation dont le déphasage est modulé en 
temps réel grâce un programme faite en langage C  permet dentrer un angle de décalage.  Cet 
angle sera aussi codé en binaire  sur le port parallèle dun PC connecté avec la FPGA. 
 
III.4.1.1.a Présentation de la chaîne de contrôle  
 
Le schéma global de la chaîne de contrôle de la captation de la position jusquau courant de 
référence a lallure ci dessous. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
                                                      Figure III. 1 Chaîne de contrôle 
(ψ)
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A/N 
FPGA 
Port parallèle du 
PC 
Angle de 
déphasage 
θ
 14 bits 
Flash 
EPC2 
Courants des 
références 
                                                                                                                                                  Annexe III 
 191
  
III.4.1.1.b Analyse du fonctionnement  général de  la chaîne de contrôle 
 
Nous allons maintenant présenter rapidement les différents éléments de cette chaîne de 
contrôle. 
 
•  Capteur de position : 
 
Le synchro retenu est du type THOMSON et a une porteuse à 1kHz qui doit être générée par 
un générateur de fonction sinusoïdale type ICL8338CCP dont la fréquence est fixe. Les deux 
signaux statoriques de sortie sont connectés au convertisseur analogique / numérique. 
Ce capteur est composé dun rotor bobiné sur lequel on va appliquer une tension sinusoïdale. 
On récupère au stator deux tensions provenant de deux enroulements déphasés de 90° (voir la 
figure ci-dessous). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
                          
Figure III. 2 Structure du capteur de position 
 
La tension au rotor est de la forme :  
                                                       )sin( tUu ω=  
Les tensions au stator sont donc :     
 
                                                     )sin(*sin*1 tkU ωθ=  
enroulements
du stator
U2
U1 enroulement
du rotor
u
1Khz
θ
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                                                      )sin(*)
2
sin(*2 tkU ωπθ −=  
Ces deux tensions dépendent de langleθ . 
 
Le système de commande numérique utilise les informations issues du capteur de position qui 
est lélément essentiel pour lautopilotage de la MRV dans les deux modes de fonctionnement 
(moteur ou générateur). 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure III. 3 Variation d’inductance d’une phase en mode moteur et générateur  
 
 
• Création la fréquence de référence 
 
    Le rotor du capteur doit être alimenté par une tension sinusoïdale ayant une fréquence de 
1kz. 
 Cette tension est aussi utilisée par le convertisseur (A/N) comme référentiel pour le calcul de 
la position du rotor. La création de cette tension est assurée par un circuit spécialement dédié      
(ICL8038). 
 
 Le montage est le suivant : 
 
 
 
 
 
][HL
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On souhaite avoir un signal sans distorsion et de 
fréquence égale à 1Khz. 
Le réglage de la distorsion se fait grâce au 
potentiomètre. Dans notre montage, lutilisation de 
ce potentiomètre nest donc pas nécessaire. 
 
 
Si  Ra= Rb =R,  la fréquence est égale à : f=0.33/(R*C). 
Pour une fréquence de 1Khz, on a Ra = Rb = 33KΩ  ; C = 10nF ;RL = 1.2MΩ. 
Le signal étant compris entre +12 et 12V, lalimentation V- sera égale à 12V. 
 
Ce circuit ne peut pas fournir un courant important sur sa sortie. Le rotor de capteur ayant une 
impédance de 80 Ω, lutilisation dun amplificateur de puissance est obligatoire. 
 
 
• Le convertisseur analogique / numérique 
 
Le convertisseur analogique / numérique permet de convertir les deux tensions de sortie du 
synchro en un signal numérique de 14 bits codant la position absolue du rotor de la machine 
par rapport au stator. Ce convertisseur est un DDC19220S branché en mode différentiel. 
 
• La logique programmable : FPGA (Field Programmable Gate Arrays) 
 
Le composant retenu est un FPGA de type FLUX 10K10 de la compagnie ALTERA. Ce 
composant possède des entrées sorties qui permettent de converser via un port parallèle de PC 
en temps réel. La programmation a été faite en mode graphique avec le logiciel Max+plus II. 
Le choix dun tel composant a été décidé par le peu de mémoire requise. En effet les tensions 
images des courants de commandes à générer sont des créneaux et non des sinusoïdes (ou 
)
2
1(*
66.0
*
1
RbRa
RbCRa
f
−
+
=
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même des trapèzes), il ny aura donc que deux états différents en ordonnées. Dun point de 
vue numérique, cela se traduit par lutilisation dun unique bit. 
 
En sortie de ce composant, on obtient trois signaux à limage du courant qui doit alimenter la 
machine et dont les allures sont les suivantes : 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
                                         Figure III. 4 Forme de l’image du courant proposée  
 
 
Ces signaux doivent être analogiques et directement récupérables par le driver de commande 
du convertisseur dalimentation de la machine tournante. 
 
Ensuite,  au vu de la forme des courants à générer, nous avons décidé de nos intéresser à la 
phase 3. Car pour un ψ=0, Is3 débute avec une alternance haute. 
 
 Les angles seront codés avec une grande précision en raison de la grande vitesse du rotor : 14 
bits permettront de prendre en compte 16384 positions. Or, les courants sont périodiques de 
périodes 90°. Dès lors, pour la programmation quatre solutions soffrent à nous : 
 
• Générer le signal sur 45° et répéter les opérations en modifiant les constantes pour obtenir 
lintégralité du signal ; 
180° 120° 90° 60° 30° 0° méc
θ
1i  
2i  
3i  
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• Générer le signal sur 90° et faire de même que proposé ci-dessus ; 
• Générer le signal sur 180° et faire de même que proposé ci-dessus ; 
• Générer la totalité du signal; 
 
On exclue la dernière solution car le plus signal « échantillon » est généré sur une petite plage 
angulaire, plus le capteur est précis. La deux premières solutions requièrent la génération dun 
grand nombre de bascules et de connexions internes au FPGA (car il ne faut pas oublier quil 
faudra aussi générer les signaux des autres courants), de ce fait le temps de propagation 
sallonge et on ne respecte pas la contrainte de fonctionnement en temps réel. Au final, la 
troisième solution apparaît comme la meilleure ; nous verrons dans la suite que le nombre de 
bascules supplémentaires nest pas important et que le temps de propagation en souffre peu.  
 
Dès lors, la précision est de ± 2,7465.. On choisit de coder les bits, pour la position de la 
façon qui suit : 
 
N° du bit Incrément de l'angle en degré 
13 180 
12 90 
11 45 
10 22,5 
9 11,25 
8 5,625 
7 2,8125 
6 1,40625 
5 0,703125 
4 0,3515625 
3 0,17578125 
2 0,087890625 
1 0,043945313 
0 0,021972656 
  Tableau III. 1 Codage de l’angle  la position du rotor 
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     Ensuite, comme nous avons choisi de créer le signal grâce à des comparateurs, pour 
prendre en compte langle ψ, il faudra raisonner sur des différences dangles. En effet, la 
définition de ψ doit avancer (si ψ>0) le signal de la valeur indiquée. Cest à dire quil faudra  
commuter aux positions 30°-ψ, 60°-ψ, etcsi bien que la nouvelle variable devient α= θ-ψ . 
Il suffira alors de commuter lorsque langle α atteindra les angles de commutations initiaux. 
Le schéma synoptique du programme graphique apparaît donc comme suite : 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure III. 5 Schéma synoptique du programme graphique 
 
     Par la suite, la conversion numérique / analogique de la tension image du courant se fera 
en sortie de la logique programmable à laide dun amplificateur opérationnel : on réalisera 
une contre réaction, il sagira dun montage inverseur avec un gain valant R2/R1. Pour finir 
on utilisera un shunt pour obtenir le courant réel. 
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      Le signal de commande « échantillon » est défini sur une plage angulaire de 180°,  or le 
tableau des incréments angulaires vis à vis du bit utilisé montre que lon dépasse la position 
180° dès lors que le bit n°13 est à 1.  
Le but de la manipulation est de réduire de moitié lintervalle, en mettant le bit n°15 à 0° le 
cas échéant, on profite ainsi de la périodicité du signal de commande à générer.  
A partir de ce constat, on utilise un comparateur pour tester dans quelle moitié de lintervalle 
[0 ; 360°] la variable α se trouve.  
      Ensuite à laide dun démultiplexeur, on sélectionne la constante à soustraire à α pour se 
ramener sur un intervalle damplitude 180°. Si α∈ [0°,180°], on y soustraira 0°, et si α∈ 
[180°,360°] on enlèvera 180°. Comme 180°d =1000000000000b, on note bien que le bit n°15 
deviendra nul. 
Il faut  noter, comme le montre la figure qui suit, que la sélection de lune ou lautre des 
entrées se fait sur front montant de lhorloge, cette méthode requiert une donc une période 
dhorloge négligeable par rapport au signal de sélection pour ne pas souffrir dun retard 
important dans la gestion de lentréeα. 
  
Une fois cette étape réaliser, il ne reste plus quà déduire les deux autres courants du premier 
signal. 
 
Génération de Is2 et Is1 : 
 
La méthode est assez simple, on utilise les comparateurs précédents et les options offertes par 
le logiciel. Connaissant les plages dangles sur lesquels Is1 et Is2 sont au niveau haut. Après 
la génération de deux des signaux, toutes les valeurs remarquables sur [0°,180°] (cest à dire 
0°, 30°,90°,180° puis 60°et 150°)   ont été défini.  
[Is3] R1 
R2
[Is3] - 
+
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On pourra donc minimiser le nombre de portes logiques et de sorties de comparateurs en 
remarquant que Is2+Is3=1-Is1. Ce qui explique la porte logique ET dont la sortie est Is1. 
 
Le résultat de simulation à laide de logiciel Max plus II est présenté sur la figure suivante : 
 
 
                       Figure III. 6    Courants de références obtenues par le logiciel MaxplusII 
 
 
De la figure ci-dessus, les trois courants (IS1, IS2, IS3) sont bien déphasés en 30° mécanique 
qui se corresponde avec les courants des phases réelles. Alors, cet angle assure la continuité 
des courants dans les phases de la machine.   
Il est à noter que ces signaux sont tout fait sans aucune disruption ou signaux parasites.   
 
Expérimentalement, nous avons mesuré ces signaux sur la sortie du FPGA, ils ont lallure 
suivante : 
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Figure III. 7 Courants de références par FPGA 
 
III.4.1.2 Présentation de la structure du convertisseur statique 
      Parmi toutes les structures de convertisseur envisageables, nous avons choisi une 
architecture en pont symétrique afin de pouvoir alimenter la machine en mode générateur ou 
moteur. Comme la machine étudiée comporte trois phases, le convertisseur  comprendra trois 
ponts symétriques, un pour chaque phase, les phases étant électriquement indépendantes. Les 
interrupteurs utilisés sont des IGBTs avec une diode en anti-parallèle. En outre, une source de 
tension à point milieu (diviseur capacitif) est nécessaire. En mettant une résistance de 
décharge sur le bras de chaque capacité pour dissiper lénergie non convertie à chaque cycle.  
La stratégie de commande choisie  est le contrôle par valeurs extrêmes du courant (appelée 
également fourchette de courant ou hystérésis)  pour régler la valeur efficace des courants de 
phases. Nous avons choisi cette stratégie car elle est très robuste et simple à mettre en place.  
Nous pouvons citer quà  partir dune tension continue de 150V, cet onduleur est capable de 
commuter 15A sous 200V à 30 KHz.  
 
 
 
 
 
 
 
III.4.1.2.a  Description générale de l’onduleur 
 
     La tension image du courant (mesurée ou de référence) est comprise entre ±5V, 
correspondant à un courant de ±25A 
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Synoptique général : 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure III. 8 Schéma simplifié de l’ensemble convertisseur- machine. 
 
La carte dune phase à réaliser comprend donc une partie puissance (IGBT, Driver, Sonde de 
courant) et une partie logique permettant de générer les ordres de commande des deux IGBT à 
partir dun courant de référence. 
 
Contraintes : 
 
     Le choix dune stratégie de commande par valeurs extrêmes du courant ne permet pas de 
travailler à fréquence de découpage fixe. De plus, le courant de phase doit varier pour 
atteindre les seuils de basculement (∆i) assurant le fonctionnement de londuleur. Une 
inductance en série dans la phase du moteur est donc nécessaire pour assurer les variations de 
courant. Cette inductance dépend de la tension de bus, de la fréquence de découpage ainsi que 
du ∆i désiré.  
Nous avons donc la relation suivante dans le cas dun onduleur de tension commandé U par 
fourchette de courant : 
if
UL
∆
=
..6 max
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Il faut limiter linfluence des perturbations de la partie puissance (fort di/dt ou dV/dt) sur la 
partie logique. Il faut également éviter de perturber lélectronique générant le courant de 
référence. 
 
Choix : 
 
     Lalimentation choisie pour les composants électroniques, est du ±15V, moins sensible aux 
perturbations que le +5V. Elle sera assurée par des convertisseurs AC/DC branchés sur le 
réseau (KWS 5-15, KWD 10-1515). 
Pour isoler la partie logique de lélectronique générant le courant de référence, nous utilisons 
un amplificateur isolé (ISO 124, Burr-Brown), ainsi que son alimentation isolée 
(DCP011515D). 
La mesure du courant est réalisée par un capteur de courant (LA 55-P, LEM) de type boucle 
fermé (à compensation) utilisant leffet hall. Il assure une isolation galvanique entre le circuit 
primaire (fort courant) et le circuit secondaire (circuit électronique). 
 
Les deux tensions images du courant sont mises en forme par des amplificateurs opérationnels 
(LM6181, National Semi-conducteur). Un comparateur (LM393A, Texas Instrument) permet 
de générer le signal derreur. La valeur de la résistance sur lentrée (+) permet de régler la 
bande dhystérésis. 
 
Des portes logiques (ET, NOR, comparateur à hystérésis) permettent de générer un signal 
complémentaire au signal derreur, tout en gérant la durée du temps mort. 
 
Pour isoler la partie logique de la partie puissance, nous utilisons des optocoupleurs (HPCL-
2531, Helwett Packard). Les diodes émettrices sont alimentées par des transistors (BCP54, 
Philips) qui sont utilisés en commutation. 
Les interrupteurs de puissance sont des IGBT (IRG4PSC71UD, International Rectifier). Ils 
reçoivent les ordres de commutation dun Driver (IR2113, International Rectifier). 
Les fonctions puissance et logique vont être réalisées sur deux circuits imprimés différents. 
Trois avantages découlent de ce choix : 
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• Séparation physique des deux parties, 
• En cas de destruction de la carte puissance, la carte logique peut être conservée, 
• La carte logique peut être remplacée si la loi de commande a besoin de changer. 
Les informations qui transitent entre les deux cartes, sont des courants, donc moins sensibles 
aux perturbations. Le premier de ces courants provient du capteur de courant, le second 
alimente les diodes émettrices des optocoupleurs (montage à collecteur ouvert des transistors 
BCP54). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure III. 9 Description d’un bras d’onduleur avec les différents éléments composants les cartes 
puissance et logique. 
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Amplificateur Isolé avec son alimentation (Burr-Brown). 
    Tension entrée/sortie : ± 10 V (min) ; ± 12,5 V (typique) (Gain = 1) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure III. 10 Amplificateur isolé et son alimentation. 
 
 
Sonde de courant (LEM) : 
 
LA 55-P 
I primaire = 50 A pour 1 tour (1V/10A) 
I primaire = 25 A pour 2 tours (1V/5A) 
I secondaire = 50 mA 
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                                                     Figure III. 11 Capteur de courant 
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Mise en forme des tensions images du courant : 
 
Les tensions images du courant peuvent atteindre des valeurs comprises entre 5 et +5V, 
correspondant respectivement à 25 et +25A. Lutilisation des amplificateurs opérationnels 
LM6181IN, permet dajouter une tension positive aux tensions images du courant pour 
attaquer le comparateur à hystérésis alimenté en 0/+15V. 
 -5V < V_I_sonde < +5V 
V_I_mesurée = α V_I_sonde + β (-15V) 
α = R3 * (R1 + R7) / R1 / (R2 + R3) 
β = - R7 * R11 / (R12 + R11) / R1 
5,9/3,3*15__ __ −= sondeImesuréeI VV  
21,5__ __ += sondeImesuréeI VV  
       
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure III. 12 Mise en forme des tensions images du courant réel (V_I_mesuré) et du courant de 
référence (V_I_ref) 
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Le comparateur à hystérésis : 
 
Le comparateur à hystérésis permet de générer le signal de commande qui doit être égal à 0 ou 
+15V, tension admissible pour le driver. 
Nous effectuons une modulation par contrôle des valeurs extrêmes du courant (LM393). La 
bande dhystérésis peut être régler par R14 (Rhystérésis) et permet dagir sur la fréquence de 
découpage du Driver. 
 
 
Lieux des transitions (seuils) : 
 
 
VI_mesurée = R8.VIREF/(R8+R14)+ R14.VBAS/(R8+R14) Verreur passe de 0V à 15V 
VI_mesurée = R8.VIREF/(R8+R14)+ R14.VHAUT/(R8+R14) Verreur passe de 15V à 0V 
∆VI_mesurée = R14/(R8+R14).(VHAUT - VBAS) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
                                                 Figure III. 13  Comparateur à Hystérésis. 
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Gestion des temps morts et commande complémentaire : 
 
Cette partie du circuit génère les signaux de commande du Driver (IR2113), Hin et Lin, 
à partir du signal derreur. 
Le choix de R16 et C15 (ou R17 et C16) donne la durée du temps mort nécessaire pour 
éviter la conduction simultanée des deux IGBT. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
                 Figure III. 14 Circuit logique donnant les deux signaux d’entrée du driver. 
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Isolation entre la partie logique et le driver : 
 
Cette isolation se fait par des optocoupleurs (HCPL2531). Pour un bon fonctionnement, 
les diodes émettrices doivent être parcourues par un courant de 16 mA. 
 
 
BCP54 : NPN medium power transistors. 
Application : Switching (Philips semiconductor) 
Caractéristique : VCESAT = 0,5 V Point de fonctionnement :  IC = 30 mA 
 IC_max = 500 mA  IB = 3 mA 
 IB_max = 50 mA 
 VBESAT = 1 V 
 
 
Quand le transistor est passant (VTRANSISTOR_H/L = 15V), la tension de la diode émettrice 
de loptocoupleur est égale à VCESAT (0,5 V), assurant ainsi son blocage. Le calcul des 
résistances est le suivant : 
 
 
RB = R20/21 = (VTRANSISTOR_H/L - VBESAT)/IB = (15 - 1)/3 = 4,66 kΩ 
RC = R18/19 = (VCC - VCESAT)/IC = (15 - 0,5)/30 = 0,483 kΩ 
Le courant dans la diode émettrice est de 16 mA, donc la dernière résistance prend pour 
valeur : 
R22/23 = (VCC - VF)/IFF - R19 = (15  1,5)/16  0,483 = 0,354 kΩ 
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Figure III. 15  Liaison circuit Logique et circuit Puissance. 
 
 
Le transistor et loptocoupleurs jouent le rôle dinverseur, nous retrouvons donc le même état 
logique à lentrée et à la sortie : 
 
VTRANSISTOR_H BCP54 Diode (HCPL 2531) V_Hin 
"1" "ON" "OFF" "1" 
"0" "OFF" "ON" "0" 
Tableau III. 2 Etat logique des interrupteurs et des diodes 
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Partie puissance 
 
    Les interrupteurs choisis sont des IGBT (International Rectifier) commandés par un driver 
IR2113 qui a la particularité de nutiliser quune seule alimentation 0/+15V. La tension de 
grille de linterrupteur du « haut » (Q2) est une tension flottante. 
Pour optimiser le fonctionnement en terme de rapidité et de perte (à la fermeture et à 
louverture), la résistance de la grille peut prendre différentes valeurs au moment de la 
commutation. 
Plus la résistance de grille est faible, plus le temps de commutation est court et donc lénergie 
de commutation. La valeur de la résistance doit néanmoins être suffisamment grande pour 
limiter les di/dt (dV/dt). 
En général, les seules résistances RP1 et RP4 sont suffisantes. 
Le passage de létat passant à létat bloqué détermine le temps mort. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure III. 16 Driver en connection avec Les IGBTs. 
 
Les signaux de commande des IGBT sont présentés sur la figure suivante : 
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Figure III. 17 Signaux de commande les IGBT du convertisseur 
 
Ces signaux attaquent les IGBT qui sont connectés à la tension positive, les IGBT intégrés en 
position basse sur chaque bras a une commande complémentaire de lIGBT en position haute.  
Au final, les courant réels contrôlés dans les  trois phases de la machine, en amplitude  et en 
angle de déphasage, pour une vitesse de rotation 6000tr/min, sont présentés su la figure 
suivante : 
 
 
  Figure 18 Courants de phases en mode limitation à 6000tr/min 
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